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Kurzfassung
In der Bundesrepublik Deutschland sind die meisten Talsperren mit einer Staumauer aus
Mauerwerk als Absperrbauwerk zwischen 1890 und 1920 nach Bemessungsansätzen, die
heutzutage nicht mehr den anerkannten Regeln der Technik entsprechen, geplant und errichtet
worden. In den letzten Jahren erfolgte daher eine bauliche Anpassung dieser Bauwerke an die
anerkannten Regeln der Technik, so daß ihre Standsicherheit nach den derzeit gültigen Nor-
men und Richtlinien nachgewiesen werden kann.
Obwohl Talsperren durch ihre vielfältige Wasserbewirtschaftung zum Nutzen der Gesell-
schaft beitragen, werden diese Bauwerke aufgrund von Umwelt- und Sicherheitsaspekten von
der Öffentlichkeit kritisch betrachtet. Das Risiko, das eine Talsperre für die Gesellschaft dar-
stellt, kann jedoch durch eine quantitative Bewertung der Sicherheit dieser Talsperre von der
Gesellschaft wahrgenommen und durch den Vergleich mit anderen Risiken objektiv bewertet
werden.
Mit der vorliegenden Arbeit soll daher das sich in der Entwicklung befindende Verfahren der
Zuverlässigkeitsanalyse, welches eine solche quantitative Bewertung ermöglicht, vorgestellt
werden. Die Anwendbarkeit dieses Verfahrens wird mit dem Einverständnis der Wasser- und
Schiffahrtsdirektion Mitte am Beispiel der Staumauer der Diemeltalsperre demonstriert.
Die Diemeltalsperre stellt ein repräsentatives Beispiel für eine Anfang dieses Jahrhunderts
errichtete Gewichtsstaumauer dar, die in den letzten Jahren durch umfangreiche Ertüchti-
gungsmaßnahmen an den heutigen Stand der Technik angepaßt worden ist. Der Erfolg dieser
Maßnahmen kann anhand der Ergebnisse der durchgeführten Zuverlässigkeitsanalyse quanti-
tativ ermittelt und bewertet werden.
Für jedes Ereignis, das zu einem Versagen des Absperrbauwerks führen kann, wird die Zu-
verlässigkeit bzw. die Versagenswahrscheinlichkeit nach dem Verfahren 1. Ordnung ermit-
telt. Diese Ereignisse sowie die zur Vermeidung oder zur Verringerung eines Schadens ge-
troffenen konstruktiven und organisatorischen Maßnahmen werden in Ereignisablaufdia-
grammen zusammengefaßt. Für jeden Ereignisablauf wird die Zuverlässigkeit bestimmt. Die
Zuverlässigkeit des gesamten Bauwerks ergibt sich aus der mengentheoretischen Verknüp-
fung der Zuverlässigkeiten aller betrachteten Ereignisabläufe. 
Mit Hilfe konventioneller und numerischer Berechnungsverfahren wird unter Berücksichti-
gung statistisch verteilter Einflußgrößen die Standsicherheit der Staumauer untersucht. Dazu
wurden auf der Grundlage der am Institut für Bodenmechanik, Felsmechanik, Grundbau und
Verkehrswasserbau der RWTH Aachen entwickelten Modellvorstellungen für das Span-
nungsverformungsverhalten und die Wasserdurchlässigkeit eines geklüfteten Felses, die in die
numerischen Programmsysteme FEST03 und HYD03 implementiert worden sind, dreidimen-
sionale Standsicherheitsuntersuchungen unter Berücksichtigung der Wechselwirkung zwi-
schen Bauwerk und Untergrund durchgeführt.
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Für das Absperrbauwerk der Diemeltalsperre wurden folgende Ereignisse, die ein mögliches
Versagen des Bauwerks verursachen können, betrachtet:
- Versagen des Mauerwerks: horizontaler Riß an der Wasserseite der Staumauer, Ab-
platzungen an der Luftseite der Staumauer,
- Versagen des Absperrbauwerks: Kippen,
- Versagen des Untergrundes: Gleiten in der Gründungssohle, Aufgleiten eines Felskeiles,
- Leerlaufen des Speichers: Erosion in den Trennflächen.
Die Zuverlässigkeit des Bauwerks wurde für die Stauhöhe, die dem normalen Stauziel ent-
spricht, und die Stauhöhe bei Kronenstau ermittelt. Dabei wurde zusätzlich der Einfluß un-
wirksamer Abdichtungs- und Drainageeinrichtungen in der Staumauer und/oder im Fels auf
die Zuverlässigkeit untersucht.
Die Zuverlässigkeitsanalyse für die Staumauer der sanierten Diemeltalsperre führte zu dem
Ergebnis, daß ein Versagen des Absperrbauwerks unter Berücksichtigung aller betrachteten
Ereignisse vollkommen ausgeschlossen werden kann.
Darüber hinaus konnten aufgrund der Ergebnisse dieser Zuverlässigkeitsanalyse die Auswir-
kungen der Ertüchtigungsmaßnahmen auf die Sicherheit bzw. die Zuverlässigkeit des Bau-
werks aufgezeigt werden.
Für die Planer und Betreiber einer Talsperre sowie für die Gesellschaft stellt die Zuverlässig-
keitsanalyse somit ein geeignetes Verfahren dar, um die Gefahr, die ein solches Bauwerk auf-
grund potentieller Schadensereignisse für die Öffentlichkeit darstellen könnte, durch die An-
gabe des quantitativen Wertes der Zuverlässigkeit zu bewerten und quantitativ zu beurteilen.
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Summary
In Germany most gravity dams consisting of masonry between 1890 and 1920 were designed
and built under assumptions which today do no longer satisfy the current technical standards.
Therefore, many of these dams were adopted to current technical standards during the last
years, in order to prove that their stability is according to present technical standards, regula-
tions and rules.
Although dams with their manifold water resources management contribute to the benefit of
the society, they are critically regarded by the public because of environmental and safety
aspects. The risk a dam constitutes for society can be determined by quantitative evaluation
though, and may be objectively evaluated by the comparison to other risks.
Thus this study is concerned with the introduction of the reliability analysis currently being
developed which makes such a quantitative evaluation possible. The applicability of this
method is clarified with the consent of the "Waterway and Shipping Directorate - Center" by
the example of the Diemel dam.
The Diemel dam is a representative example for a gravity dam, which is built in the beginning
of this century and is adopted to current technical standards by safety measures.
For every mode, that may lead to a dam failure, the reliability or rather the probability of fail-
ure is determined according to the first order reliability method. These modes as well as the
structural and organizational measures taken in order to avoid or reduce damage are displayed
in event trees. The reliability is assessed for each branch of the event tree. The overall prob-
ability of dam failure is determined by the combination of the reliabilities of all event trees.
The stability of the dam is examined by conventional and numerical stability analyses under
consideration of the stochastic nature of the variables. Two- and three-dimensional stability
investigations for the dam were carried out under consideration of the interaction of structure
and bedrock on the basis of models for the stress-strain behaviour and the permeability of
jointed rock, which have been developed at the Institute for Foundation Engineering, Soil
Mechanics, Rock Mechanics and Waterways Construction of Aachen Technical University,
and which are implemented in the finite-element-programmes FEST03 and HYD03. 
Following potential modes of failure of the Diemel dam were taken into consideration:
- failures in the masonry material: horizontal crack on the upstream face of the dam, over-
stressing on the downstream face of the dam,
- failures in the dam body: tilting of the dam,
- failures in the foundation: sliding of the dam, sliding of a wedge in the foundation,
- emptying of the reservoir: piping at foundation due to erosion of joint fillings.
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The reliability of the dam was determined for a storage level corresponding to the normal
water level and also for a water level at the crest of the dam. Additionally, the influence of
ineffective grout curtains and drainages in the dam and/or foundation on the reliability was
investigated.
After considering every discussed mode, the reliability analysis for the cured Diemel dam
leads to the conclusion that a failure of the dam can be entirely excluded.
In addition, the positive effect of the modernization of the dam on its safety or rather its reli-
ability were demonstrated by the results of this reliability analysis.
Therefore, the reliability analysis represents an excellent method for the designers and holders
of a dam as well as for the public to evaluate and quantitatively assess the danger, that such a
structure holds for the public due to potential failure modes, by determining the quantitative
value of the reliability.
11 Einleitung
Talsperren stellen aufgrund ihrer Funktion hinsichtlich des Hochwasserschutzes, der Wasser-
und Energieversorgung sowie aufgrund ihrer Dimensionen wichtige Ingenieurbauwerke dar,
deren Standsicherheit und Gebrauchstauglichkeit langfristig gewährleistet werden müssen.
Absperrbauwerke von Talsperren sind daher so zu bemessen, zu errichten, zu erhalten und zu
betreiben, daß von ihnen keine Gefahr für die Unterlieger ausgehen kann.
Mit der Größe eines Bauwerks wachsen jedoch auch die möglichen Folgen bzw. Auswirkun-
gen im Falle eines Schadens. Die im Stauraum einer Talsperre in Form der aufgestauten Was-
sermenge gespeicherte "potentielle Energie" kann im Katastrophenfall große Schäden in den
Gebieten unterhalb der Talsperre verursachen, die mit den Folgen einer Naturkatastrophe ver-
gleichbar sind. Die aufgetretenen Schadensfälle an den Talsperren in Frejus (1959), Vajont
(1963) und am Tetondamm (1976) bestätigen diesen Sachverhalt.
Diskussionen über die Anpassung des Sicherheitskonzeptes für Talsperren an den technischen
Wissensstand wurden vor allem nach Talsperrenbrüchen, die erhebliche Schäden zur Folge
hatten, geführt. Aufgrund der Weiterentwicklung in den Ingenieurwissenschaften, insbeson-
dere in der Geotechnik, in den Bau- und Überwachungsverfahren und der wachsenden Erfah-
rung mit Talsperrenbauten hat sich die Sicherheit der neu errichteten Bauwerke in den letzten
Jahrzehnten ständig erhöht.
Die Statistik über Schäden an Absperrbauwerken von Talsperren zeigt, daß die Wahrschein-
lichkeit für das Versagen eines bestehenden Absperrbauwerks derzeit in einer Größenordnung
von 10-5 liegt. Dies bedeutet, daß es für Unterlieger eines bestehenden Absperrbauwerks ca.
10.000mal gefährlicher ist Auto zu fahren, als einer Gefahr durch das Absperrbauwerk ausge-
setzt zu sein.
Wissenschaftliche Untersuchungen kommen zu dem Ergebnis, daß aufgrund des Akzeptanz-
verhaltens der Gesellschaft gegenüber Risiken ein nach den derzeit gültigen Normen und
Richtlinien bemessenes Absperrbauwerk für eine Versagenswahrscheinlichkeit von 10-6 zu
bemessen ist.
Für den planenden Ingenieur bedeutet dies, daß er ein geeignetes Verfahren zur Quantifizie-
rung und Beurteilung von Sicherheiten gegen ein Versagen von Bauwerken in die heutige
Bemessungspraxis integrieren muß. Deterministische Methoden, die auf der Annahme defi-
nierter Baustoff- und Bauwerkseigenschaften sowie superponierbaren Bauwerkszuständen
beruhen, können keine Angaben über die Zuverlässigkeit sowie über die Lebensdauer eines
Bauwerks liefern. Zur Beschreibung der Zuverlässigkeit eines Bauwerks bieten sich daher
mathematisch-statistische Betrachtungsweisen auf wahrscheinlichkeitstheoretischer Basis an.
Mit Hilfe der sogenannten Zuverlässigkeitstheorie kann ein Beurteilungskonzept formuliert
werden, das die Möglichkeit bietet, die Bemessung eines Bauwerks auf ein einheitliches Si-
cherheitsniveau auszurichten und anhand vorliegender Vergleichsmaßstäbe das Risiko unter-
schiedlicher Bauwerke abzuschätzen sowie diese als Maß für die Sicherheit neuer Bauwerke
heranzuziehen. Darüber hinaus soll das Sicherheitskonzept eine Analyse aller möglichen
2Schadensereignisse eines Bauwerks und eine Zusammenstellung von Maßnahmen zu ihrer
Vermeidung enthalten.
Ziel einer probabilistischen Untersuchung ist es, den Planern und Betreibern einer Talsperre
eine Quantifizierung der Sicherheit eines Absperrbauwerks bzw. einer Talsperre zu ermögli-
chen. Anhand der Ergebnisse dieser Untersuchung können potentielle Schwachstellen im
Entwurf und in der Bauausführung erkannt und eine gezielte Überwachung während der Bau-
arbeiten und des Betriebs einer Talsperre ermöglicht werden.
32 Aufgabenstellung
Weltweit wurden ca. 70-75% der vor 1930 errichteten Absperrbauwerke von Talsperren als
im Grundriß gekrümmte Gewichtsstaumauern geplant, wobei bis ca. 1925 fast alle Staumau-
ern in Deutschland (NRW, Sachsen) aus Bruchsteinmauerwerk ohne Dehnungsfugen herge-
stellt worden sind (s. Bild 2.1) [BIENER, 1983]. In den folgenden Jahren kamen Baustoffe wie
Guß- oder Stampfbeton und in jüngerer Zeit unbewehrter Beton und Walzbeton (Roller Com-
pacted Concrete - RCC) zum Einsatz [IDEL, BECKMANN, 1977].
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Bild 2.1 Anzahl und Volumen von Schwergewichtsstaumauern in Deutschland [RISSLER, 1993]
Die Anfang der 80iger Jahre routinemäßig durchgeführten Untersuchungen an den Talsperren
in NRW, von denen 22 Staumauern, ca. 32% des Bestandes, im Grundriß gekrümmte Ge-
wichtsstaumauern sind, sollten Aufschluß über die Festigkeits- und Durchlässigkeitseigen-
schaften des Bruchsteinmauerwerks sowie des Untergrundes geben. Aufgrund der Untersu-
chungsergebnisse sollte die Standsicherheit der Staumauern bewertet und ein an den Stand
der Technik angepaßtes Meß- und Kontrollsystem geplant werden. Es zeigte sich, daß bei
einigen Staumauern die Standsicherheit im Lastfall Vollstau nach den heute geltenden Nor-
men und Richtlinien nicht nachgewiesen werden konnte. Zur Gewährleistung der Standsi-
cherheit mußte als Sofortmaßnahme der Stauspiegel in den betroffenen Talsperren abgesenkt
werden, obwohl diese seit ca. 90 Jahren in Betrieb sind, ohne daß Schäden auftraten, die auf
eine mangelnde Standsicherheit schließen lassen [RISSLER, 1984, 1988].
In der ursprünglichen Bemessung dieser Staumauern sind aufgrund des damaligen Wissens-
standes Annahmen getroffen worden, von denen heute bekannt ist, daß sie nicht zutreffen. Die
von Otto Intze um die Jahrhundertwende geplanten Staumauern sowie die später nach dessen
Konstruktionsprinzip errichteten Talsperren sollten aufgrund einer sorgfältigen Bauausfüh-
rung der Sohlfuge, einer langfristig wirksamen wasserseitigen Abdichtung aus Sperranstrich,
4Zementputz und Vorsatzschale sowie den in der Staumauer und in der Sohlfuge angeordneten
Drainagen nicht durchströmt werden. Die Bemessung erfolgte nach der Balkentheorie - ohne
Ansatz eines Sohl- oder Porenwasserdrucks - auf wasserseitige Rißfreiheit, Kipp- und Gleitsi-
cherheit sowie Einhaltung der zulässigen Druckspannungen [RISSLER, 1988; BAW, 1988;
HERZOG, 1993]. Dabei wurde die Mauer als im Fels eingespannter Kragarm mit veränderli-
chem Querschnitt betrachtet, ohne die im Grundriß vorhandene Krümmung statisch zu be-
rücksichtigen.
Diese Talsperren weisen Tragreserven auf, die auf zwei konstruktive Details zurückzuführen
sind [BIENER, ROUVÉ, 1984]. Zum einen lassen die gekrümmte Grundrißform mit einem
Krümmungsradius, der in etwa der Kronenlänge der Staumauer entspricht, und zum anderen
die monolithische Bauweise ein dreidimensionales Tragverhalten erwarten.
Früher basierte die Sicherheitsphilosophie im Bauwesen auf der Annahme deterministischer
Berechnungsansätze, definierter Eigenschaften der Baustoffe und der als zulässig angenom-
menen Überlagerung von Bauwerkszuständen aus unterschiedlichen Belastungen und Einwir-
kungen [LAERMANN, 1994]. Mit der Einführung von sogenannten Teilsicherheitsbeiwerten,
sowohl für die Einwirkungen als auch für die Widerstände, nähert sich die Beschreibung des
Tragverhaltens dem realen Verhalten der Bauwerke an. Auf der Grundlage der Wahrschein-
lichkeitstheorie ist es möglich, einen Sicherheitsbegriff zu definieren, der die zufällige Streu-
ung der Einwirkungen, der Baustoffeigenschaften und der Bauwerksabmessungen berück-
sichtigt. Das stochastische Sicherheitskonzept löst sich also von den als deterministische Grö-
ßen angenommenen globalen Sicherheitsbeiwerten und betrachtet alle wesentlichen Einfluß-
größen als statistisch verteilt. Die als Basisvariablen bezeichneten streuenden Einflußgrößen
werden durch ihren Verteilungstyp und dessen Parameter (z.B. Mittelwert, Standardabwei-
chung) beschrieben [v. SOOS, 1990; OCHMANN, 1988]. Ihr Zusammenwirken wird in einem
mechanischen Modell erfaßt, das den Zustand des Bauwerks im Hinblick auf ein zu untersu-
chendes Ereignis als Funktion von einwirkenden und widerstehenden Einflußgrößen be-
schreibt [DGEG, 1988]. Jeder Bauwerkssicherheit kann damit eine Zuverlässigkeit zugeordnet
werden [LAERMANN, 1994].
Ziel der vorliegenden Arbeit ist die Durchführung einer Zuverlässigkeitsanalyse für die ca. 90
Jahre alte Gewichtsstaumauer der Diemeltalsperre unter Berücksichtigung der Wechselwir-
kung zwischen Bauwerk und Untergrund.
Aufgrund neuerer, zum Teil konservativer gesetzlicher Regelungen in Deutschland wurde die
Standsicherheit der Diemelstaumauer überprüft und als nicht nachweisbar eingestuft. Durch
eine Absenkung des Wasserspiegels konnte die Standsicherheit vorerst gewährleistet werden.
Durch Ertüchtigungsmaßnahmen, welche die Instandhaltung, die Modernisierung und den
Umbau der Anlage beinhalten, wurde die Staumauer an die allgemein anerkannten Regeln der
Technik angepaßt. Im Bereich der Gründungssohle wurde in Mauerlängsachse ein Kontroll-
gang ausgebrochen, von dessen Sohle aus Bohrungen in den Fels abgeteuft wurden, um einen
Dichtungsschleier und eine Felsdrainage herzustellen. Darüber hinaus wurden Injektions- und
Drainagebohrungen von der Mauerkrone aus bis in den Fels bzw. in den Kontrollgang abge-
teuft.
5Für die Diemelstaumauer soll für den Zustand nach Fertigstellung des Dichtungsschleiers
sowie der Drainage in Mauer und Fels, nach Ausbruch des Kontrollganges und nach der Auf-
rüstung des Meß- und Kontrollsystems die Zuverlässigkeit ermittelt werden.
In den Untersuchungen wurden mehrere, als potentielle Gefährdung hinsichtlich der Standsi-
cherheit der Staumauer beurteilte Ereignisse unter Berücksichtigung unterschiedlicher
Lastfälle zu betrachtet, um möglichst viele potentielle Versagensfälle dieser Staumauer zu
erfassen.
Die Ermittlung der Zuverlässigkeit bzw. der Versagenswahrscheinlichkeit der einzelnen Er-
eignisse erfolgt mit Hilfe numerischer Berechnungsverfahren und unter Anwendung des stati-
stischen Verfahrens 1. Ordnung von HOSSER (s. DGEG, 1988).
Den einzelnen Ereignissen und den durch Verknüpfung von Ereignissen entwickelten Ereig-
nisabläufen können somit Zuverlässigkeiten zugeordnet werden. Durch die Multiplikation der
Zuverlässigkeit mit der aus einem Schaden resultierenden Schadenshöhe wird das Risiko für
jedes Ereignis bzw. jeden Ereignisablauf berechnet. In Abhängigkeit von der Höhe des Risi-
kos bzw. dessen Bedeutung für Mensch, Wirtschaft und Umwelt können risikomindernde
Maßnahmen konstruktiver und organisatorischer Art frühzeitig geplant und getroffen werden.
Mit dieser Arbeit soll ein Verfahren aufgezeigt werden, mit dem nicht nur die Auftretens-
wahrscheinlichkeit eines die Standsicherheit der Staumauer gefährdenden potentiellen Ereig-
nisses ermittelt werden kann, sondern auch die Wahrscheinlichkeit des Zusammentreffens
mehrerer potentieller Ereignisse (Ereignisabläufe), so daß Eingangsgrößen für die Bestim-
mung des mit diesem Bauwerk verbundenen Risikos zur Verfügung gestellt werden können.
Der Handlungsbedarf für eine solche quantitative Bestimmung der Zuverlässigkeit einer
Staumauer bzw. in weiterem Sinne einer Talsperre gewinnt weltweit zunehmend an Bedeu-
tung, da der Sicherheitsaspekt von Talsperren in der heutigen Zeit, in der viele Talsperren
älter als 50 Jahre sind, immer häufiger diskutiert wird.
63 Literaturübersicht
3.1 Begriffe
In der nachfolgenden Literaturübersicht soll über den Stand der Anwendung von Zuverlässig-
keits- und Risikoanalysen im Bereich des Talsperrenwesens berichtet werden.
Zum besseren Verständnis werden an dieser Stelle einige Begriffe erläutert, die zwar interna-
tional noch nicht normativ abgestimmt sind, die aber im wesentlichen im gleichen Sinne ver-
wendet werden.
Unter dem Begriff "Zuverlässigkeit" (reliability) wird nach DIN ISO 8930 die Sicherheit in
Bezug auf die Tragfähigkeit, die Gebrauchstauglichkeit und die Dauerhaftigkeit eines Trag-
werks zusammengefaßt.
"Risiko" (risk) ist ein Maß für die Größe einer Gefahr und als Funktion der Eintrittswahr-
scheinlichkeit eines Ereignisses ein quantifizierbarer Begriff. Oftmals wird der Begriff "Risi-
ko" auch als Maß für die Eintrittswahrscheinlichkeit eines Ereignisses unter Berücksichtigung
der aus dem Ereignis resultierenden Konsequenzen in Bezug auf Menschenleben oder die
Schadenshöhe verwendet [BUCK, SCHIFFLER, 1986].
Die Erfassung der als möglich erachteten Ereignisse und die Abschätzung des Risikos von
Personen oder Gütern aufgrund aller verfügbaren Informationen erfolgt in der sogenannten
"Risikoermittlung" (risk analysis). Diese gliedert sich in die Zuverlässigkeitsanalyse, in der
die Auftretens- bzw. Versagenswahrscheinlichkeiten der untersuchten Ereignisse bestimmt
werden, und in die Ermittlung der Schadenshöhe.
Die Ermittlung der Auftretens- bzw. der Versagenswahrscheinlichkeit eines Ereignisses er-
folgt im allgemeinen mit Hilfe sogenannter logischer Ablaufdiagramme (Bäume). Man unter-
scheidet zwischen dem "Fehlerbaum" (fault tree), der die möglichen Ursachen eines Ereignis-
ses aufzeigt, und dem "Ereignisbaum" (event tree), der die möglichen Folgen eines Ereignis-
ses aufführt. Bild 3.1 zeigt schematisch die Verknüpfung eines Fehler- und eines Ereignis-
baumes.
Die "Risikoeinschätzung" (risk assessment) beschreibt den Prozeß der Risikoermittlung und
der Risikobewertung. Es erfolgt eine Akzeptanzdiskussion, ob ein Risiko tragbar ist als indi-
viduelles Risiko für eine Einzelperson und als kollektives Risiko für die Gesellschaft. Dar-
über hinaus wird die Höhe der Kosten festgelegt, die aufgewendet werden muß, um den ent-
stehenden Schaden zu beheben.
Ein Risiko, welches die Gesellschaft unwidersprochen annimmt, wird als "akzeptierbares Ri-
siko" (acceptable risk) bezeichnet. Das "individuelle Risiko" (individual risk) beschreibt das
Risiko einer Person infolge eines bestimmten Ereignisses einen Schaden zu erleiden. Unter
dem Begriff "kollektives Risiko" (socially risk, societal risk) wird die Wahrscheinlichkeit
eines Ereignisses multipliziert mit dem potentiellen Personenschaden verstanden.
Das "Risikomanagement" (risk management) umfaßt die Risikoeinschätzung und den Prozeß
der Entscheidungsfindung, um Reaktionen zu veranlassen, die das Risiko in einer akzeptablen
Größenordnung halten.
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Bild 3.1 Schematische Verknüpfung eines Fehler- und eines Ereignisbaumes [SCHNEIDER, 1996]
3.2 Sicherheit und Risiko von Talsperren
Die Sicherheit einer Talsperre ist eine zeitabhängige Größe. Daher wird an Talsperren die
Forderung gestellt, daß sie während ihrer Nutzungsdauer die bestimmungsgemäßen Aufgaben
in konstruktiver und funktioneller Hinsicht ohne nennenswerte Einbußen und unter Wahrung
wirtschaftlicher Belange erfüllen [SPILLNER, 1984].
Bild 3.2 stellt die Häufigkeit eines Versagensereignisses für Talsperren dar, die vor 1900,
zwischen 1940 und 1950 sowie im Zeitraum von 1970 bis 1980 erbaut worden sind. Es ist zu
erkennen, daß die Versagenshäufigkeit sowohl mit zunehmenden Alter des Bauwerks als auch
mit jüngerem Baujahr deutlich abnimmt.
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Bild 3.2 Versagenshäufigkeit von Talsperren in Abhängigkeit des Bauwerkalters [LONDE, 1980]
Die Ergebnisse dieser Untersuchungen sowie von Untersuchungen von PENMAN und
MILLIGAN (1993) veranschaulichen somit den Fortschritt in der Bemessung sowie der Bau-
ausführung von Talsperren und dokumentieren die daraus resultierende höhere Sicherheit
dieser Bauwerke.
8Aufgrund des Sicherheitsbedürfnisses der Öffentlichkeit in Bezug auf Menschenleben und
Umwelt sowie aufgrund wirtschaftlicher Gesichtspunkte im Falle eines Schadens werden Tal-
sperren der höchsten Sicherheitsklasse nach GruSiBau (1981) und der DIN 1054-100 (1997)
zugeordnet. Die Sicherheitsanforderungen an Bauwerke mit einem hohen Schadenspotential
erfordern eine Quantifizierung der Sicherheit bzw. Zuverlässigkeit dieser Bauwerke für mög-
liche Schadensereignisse, damit das Bauwerk von der Öffentlichkeit akzeptiert wird.
Das United States Department of the Interior Bureau of Reclamation (USBR) beschreibt die
Sicherheit einer Talsperre folgendermaßen [SALMON, HARTFORD, 1995]:
"A safe dam is one which does not impose unacceptable risks on the public by its presence."
In der Schweiz ist der Begriff "Sicherheit" in der SIA Norm 160 (1989) wie folgt definiert:
"Sicherheit gegenüber einer Gefährdung besteht dann, wenn diese Gefährdung durch
geeignete Maßnahmen unter Kontrolle gehalten oder auf ein akzeptiertes Maß be-
schränkt wird. Eine absolute Sicherheit kann nicht erreicht werden."
Bild 3.3 veranschaulicht die Aufteilung eines objektiven Gefahrenpotentials in ein "erkennba-
res" und ein "nicht erkennbares" Gefahrenpotential, wobei letzteres im Laufe der Zeit durch
die gewonnenen Erfahrungen und wissenschaftlichen Erkenntnisse abnimmt. Der Bereich des
erkennbaren Gefahrenpotentials wird durch das aufgrund der Sicherheitsnachweise abge-
deckte Gefahrenpotential und durch das bewußt akzeptierte Gefahrenpotential beschrieben.
Der "nicht erkennbare" Bereich des Gefahrenpotentials stellt das verbleibende Restrisiko dar.
Aufgrund des Fortschrittes in Wissenschaft und Technik vergrößert sich der durch die Stand-
sicherheitsnachweise abgedeckte Bereich des Gefahrenpotentials. Der Anteil des bewußt ak-
zeptierten Risikos wird im Laufe der Zeit durch die positiven Erfahrungen mit technischen
Großanlagen geringer. Gefährdungen können jedoch nicht gänzlich ausgeschaltet werden und
das damit verbundene Restrisiko muß unter Berücksichtigung der Sicherheitsbedürfnisse und
der Wirtschaftlichkeit akzeptiert werden.
SCHNEIDER (1996) definiert das Restrisiko im Gegensatz zu BIENER (1983) als das Risiko,
welches trotz aller getroffenen Sicherheitsmaßnahmen weiterhin besteht. Dieses Restrisiko
setzt sich zusammen aus:
- den Risiken, die bewußt akzeptiert werden,
- den Risiken aus objektiv unbekannten und subjektiv unerkannten Gefahren,
- den Risiken aus fahrlässig oder vorsätzlich vernachlässigten Gefahren und
- den Risiken aus ungeeigneten bzw. fehlerhaft angewendeten Maßnahmen.
Nach DUCKSTEIN und BOGARDI (1987) ist das Risiko von Bauwerken oder technischen
Anlagen mit gleicher Zuverlässigkeit in dicht besiedelten Gebieten höher, als in Gebieten, die
hauptsächlich landwirtschaftlich genutzt werden, da mehr Menschen und Güter betroffen
sind. Das Restrisiko wird bei Bauwerken mit einem hohen Schadenpotential wie Talsperren
oder Kernkraftwerken durch sorgfältige, systematische Kontroll- und Überwachungsmaß-
nahmen während der Bau- und Betriebszeit vermindert [LAERMANN, 1994; GIESECKE,
1992].
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Bild 3.3 Risikoverminderung durch Anpassung an den Stand der Technik [BIENER, 1983]
BIENER (1983) berichtet von zwei Studien über die Gefahreneinschätzung technischer Bau-
werke sowie möglicher Schadensfälle. In Bild 3.4 ist das Ergebnis einer von SLOVIC im Jahr
1978 durchgeführten Befragung amerikanischer Studenten graphisch aufgetragen. Demnach
werden Talsperren im Vergleich zu Kernkraftwerken als die sichereren Bauwerke betrachtet.
Die zweite Studie wurde 1974 von der US-Atomic Energy Commission (Rasmussen-Report)
durchgeführt, in der das Risiko aufgrund von Talsperrenbrüchen relativ höher angesetzt wur-
de als das von Kernkraftwerken (s. Bild 3.5).
Gefahren aus der Umwelt wie Naturkatastrophen, Kriege und Krankheiten werden von der
Öffentlichkeit als unabwendbare Ereignisse mit ihren Risiken akzeptiert, ebenso wie Aktivi-
täten, die von dem individuellen Verhalten des Menschen abhängen und ein vergleichsweise
höheres Risiko beinhalten. In Tabelle 3.1 sind die akzeptierten Risiken für ausgewählte Er-
eignisse aus verschiedenen Lebensbereichen zusammengestellt.
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Bild 3.4 Subjektive Gefahreneinschätzung technischer Bauwerke nach SLOVIC [BIENER, 1983]
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In Bild 3.6 ist der Bereich des akzeptierten und des nicht akzeptierten Risikos in Abhängig-
keit des Gemeinwohls nach Angaben von STARR (1976) dargestellt. Begrenzt wird der Be-
reich des betrachteten Risikos zum einen durch das hohe Risiko, welches der Sterberate infol-
ge einer Krankheit mit 10-2 Ereignissen pro Jahr und Person (in Industrieländern) entspricht,
und zum anderen durch das Risiko, das die Sterberate aufgrund einer Naturkatastrophe be-
schreibt. Letzteres ist mit 10-7 Ereignissen pro Jahr und Person als ein geringfügiges Risiko
einzustufen. Diese beiden Grenzwerte beschreiben den von der Gesellschaft akzeptierten Ri-
sikobereich, der in Kauf genommen wird, sofern der Nutzen für die Gesellschaft groß genug
ist. LAFITTE (1993) empfiehlt daher, Talsperren so zu bemessen, daß das potentielle Risiko
für den Verlust von Menschenleben unterhalb von 10-6 Ereignissen pro Jahr und Person liegt.
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Bild 3.5 Risikostudie des Rasmussen-Reports [BIENER, 1983]
Ereignis
Menschenleben
pro Jahr
Quelle
 Bergsteigen 10-2 BURKHARDT (1983)
 Fallschirmspringen 1,9⋅10-3 WHITMAN (1997)
 Pkw-Verkehr 2⋅10-4 BURKHARDT (1983)
 Luftverkehr (Personal)
(Passagier)
10-3
9⋅10-6
BURKHARDT (1983)
RISSLER (1998),
MURALHA (1995)
 Haushaltsunfälle 10-4 BURKHARDT (1983)
 Berufsunfälle 1,3⋅10-4 RISSLER (1998)
 Tragwerkversagen 10-7 BURKHARDT (1983)
Tabelle 3.1 Akzeptierte Risiken einzelner Ereignisse
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In Europa sind nach FRY (1998) in den letzten 30 Jahren weniger als 100 Personen infolge
von Talsperrenbrüchen gestorben. Dies entspricht einem jährlichen individuellen Risiko in-
folge eines Talsperrenbruches getötet zu werden von 10-8 pro Talsperre.
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Bild 3.6 Akzeptanzkriterien für Risiken nach STARR et al. [LAFITTE, 1993]
In den letzten Jahren wurden von mehreren Autoren Angaben über die Höhe des von der Ge-
sellschaft akzeptierten Risikos veröffentlicht. So zitieren SALMON und HARTFORD (1995)
die 1992 erschienene Studie "The Tolerability of Risk from Nuclear Power Stations" des
United Kingdom Health and Safety Executiv (HSE), in der Kriterien zur Beurteilung des Risi-
kos für den Transport gefährlicher Güter angegeben werden (s. Bild 3.7). Der Begriff "Risi-
ko" beschreibt darin das Produkt aus der Eintrittswahrscheinlichkeit eines Ereignisses und
dem dabei entstehenden Schaden, in diesem Fall bezogen auf den Verlust von Menschenle-
ben.
Die "local intolerability line" begrenzt den nicht akzeptablen Risikobereich. Sie beschreibt ein
Risiko von 10-1 Menschenleben pro Jahr und Schadensereignis. Der Bereich des vernachläs-
sigbar geringen Risikos wird nach oben durch die "negligible risk line" mit einem Risiko von
10-4 Menschenleben pro Jahr und Schadensereignis abgegrenzt. Ein Risiko von 10-2 Men-
schenleben pro Jahr und Schadensereignis wird durch die "local scrutiny line" beschrieben.
Diese unterteilt den Bereich des akzeptierten Risikos in einen Bereich, in dem Risiken "mög-
licherweise nicht zu rechtfertigen" sind, und in den sogenannten ALARP-Bereich. Risiken
innerhalb dieses Bereiches sollen mit geeigneten Maßnahmen und unter Beachtung wirt-
schaftlicher Gesichtspunkte so gering wie möglich ("As Low As Reasonably Practicable")
gehalten werden.
Des weiteren sind in der Grafik zwei Punkte hervorgehoben, bezeichnet als "Canvey" - Punkt
und als "off-shore temporary safe refuge" - Punkt, die auf der "local intolerability line" liegen.
Der "Canvey" - Punkt beschreibt die obere Grenze des von der Öffentlichkeit akzeptierten
Risikos von 10-1 Menschenleben pro Jahr für den Transport gefährlicher Güter. Danach dür-
fen bei einem Schadenereignis maximal 500 Menschen sterben. Die Eintrittswahrscheinlich-
keit des zugehörigen Ereignisses beträgt 2⋅10-4.
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Basierend auf dem Bericht Lord Cullens über die Ölplattform Piper Alpha, die 1988 explo-
dierte, legte HSE den "off-shore temporary safe refuge" - Punkt fest. Das aus dieser Katastro-
phe abgeleitete Sicherheitskriterium besagt, daß bei einer jährlichen Eintrittswahrscheinlich-
keit eines Ereignisses von 10-3 bewußt davon ausgegangen wird, daß 100 Menschen sterben.
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Bild 3.7 Kriterien zur Beschreibung des Risikos für den Transport gefährlicher Güter nach HSE
[SALMON, HARTFORD, 1995]
SALMON und VAN HEHN (1993) stellten auf dem "International Workshop on Dam Safety
Evaluation" die von der kanadischen Talsperrenbetreibergesellschaft British Columbia Hydro
(B.C. HYDRO) entwickelten Kriterien zur Beschreibung des akzeptierten Risikos für Talsper-
ren vor. Diese besagen, daß ein durch das Versagen der Talsperre verursachter Todesfall wäh-
rend einer Betriebsdauer der Talsperre von 1.000 Jahren, das entspricht einer Wahrschein-
lichkeit von 10-3 Menschenleben pro Jahr und Talsperre, oder eine jährliche Schadenshöhe
von 10.000 CAN Dollar pro Talsperre in Kauf genommen werden.
Nach der von WHITMAN (1984) zusammengestellten Übersicht über das Risiko von Stollen-
bauwerken, von Gründungen und anderer technischer Bereiche können die von SALMON und
VAN HEHN (1993) angegebenen Kriterien des B.C. HYDRO für Talsperren als von der Ge-
sellschaft akzeptierte Risiken eingestuft werden (s. Bild 3.8).
Das Nationale Talsperren Komitee Australiens (ANCOLD) hat 1994 in den "Guidelines on
risk assessment" folgende Kriterien zur Beschreibung des Risikos für Talsperren in Abhän-
gigkeit der jährlichen Versagenswahrscheinlichkeit eines Absperrbauwerks und der zu er-
wartenden Verluste von Menschenleben veröffentlicht (s. Bild 3.9).
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Die dargestellten Linien grenzen die Bereiche gegeneinander ab, in denen das Risiko von der
Gesellschaft als "nicht akzeptabel", als "so gering wie unter wirtschaftlichen Gesichtspunkten
möglich" (As Low As Reasonable Practicable -ALARP-) und als "akzeptabel" empfunden
wird. Dabei verdeutlicht der steile Verlauf der Linien bei einer geringen Versagenswahr-
scheinlichkeit die Abneigung der Gesellschaft gegenüber Katastrophen.
Die "Grenze" - Linie beschreibt ein Kriterium, welches eine Versagenswahrscheinlichkeit bei
Verlust eines Menschenlebens auf maximal 10-3 pro Talsperre und Jahr und bei Verlust von
1.000 Menschenleben auf maximal 10-7 pro Talsperre und Jahr festlegt. Dabei ist zu erwäh-
nen, daß die letztgenannte Versagenswahrscheinlichkeit nach der Studie des HSE (1992) be-
reits als zu vernachlässigendes Risiko eingestuft wird.
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In der ANCOLD Guideline G.12 (1994) wird gefordert, daß bestehende Talsperren das durch
die "Grenze" - Linie beschriebene Risikokriterium erfüllen müssen, allerdings unter Berück-
sichtigung des ALARP-Prinzips. Neu erbaute Talsperren und solche, die erhöht werden, müs-
sen dem Risikokriterium, welches durch die Linie des angestrebten Risikos beschrieben wird,
genügen. Dies bedeutet, daß bestehende Talsperren ein ca. 10fach höheres Risiko besitzen
dürfen als neu zu errichtende Talsperren, sofern es unmöglich ist, das Risiko der bestehenden
Anlagen zu verringern oder die dazu erforderlichen Kosten den entstehenden Nutzen nicht
rechtfertigen. Des weiteren wird gefordert, daß infolge eines Schadensereignisses zum einen
das kollektive Risiko geringer als 10-6 Menschenleben pro Jahr und zum anderen das indivi-
duelle Risiko geringer als 10-5 Menschenleben pro Jahr sein soll.
SALMON und HARTFORD (1995) haben die bisher beschriebenen Risikokriterien in einer
Grafik zusammengestellt (s. Bild 3.10). Darüber hinaus haben sie die in den Publikationen
aufgeführten maximal tolerierten Risiken in Bild 3.11 einander gegenübergestellt. Aufgrund
dieses Vergleiches vertreten SALMON und HARTFORD die Meinung, daß ein kollektives Ri-
siko von 10-3 Menschenleben pro Jahr und Talsperre akzeptabel ist. Dieser Wert liegt nach
LAFITTE (1993) innerhalb des von der Gesellschaft akzeptierten Risikobereiches und ent-
spricht dem von WHITMAN (1984) angegeben Risiko für Talsperren (s. Bild 3.8).
Basierend auf den Veröffentlichungen der ICOLD über Schadensfälle an Talsperren sowie
deren technische Daten ermittelten SPIEKERMAN und HIRSCHBERG (1998) das jeweilige
Risiko der untersuchten Talsperren. Die Schadensereignisse wurden für fünf Zeitspannen
ausgewertet, um den Fortschritt in Technologie und Wissenschaft zu dokumentieren.
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In den nachfolgenden f/N-Diagrammen sind die Ergebnisse dieser Studie über Schadenser-
eignisse an großen Talsperren den Risikokriterien nach B.C. HYDRO und ANCOLD gegen-
übergestellt. Dabei werden sowohl Schadensereignisse berücksichtigt, die weltweit -mit Aus-
nahme Chinas- dokumentiert sind, als auch diejenigen in Westeuropa und den USA.
In den Bildern 3.12 und 3.13 sind die ermittelten f/N-Kurven für große Talsperren, deren
Aufgabe die Energiegewinnung ist, zusammengestellt. Deutlich ist zu erkennen, daß die Kur-
ven überwiegend im Bereich des nicht akzeptierten Risikos liegen. Die Häufigkeit eines Er-
eignisses nimmt jedoch in den betrachteten jüngeren Zeitspannen ab. Dies ist zum einen auf
die Verwendung von Beton zum anderen auf die Einführung und Einhaltung von Regularien
zurückzuführen.
Allerdings zeigen auch diese Studien, daß die vorliegende Datenbasis für eine aussagekräftige
statistische Auswertung zu gering ist.
Daher haben SPIEKERMAN und HIRSCHBERG (1998) in den Bildern 3.14 und 3.15 f/N-Kur-
ven dargestellt, in denen große Talsperren berücksichtigt worden sind, deren Aufgaben so-
wohl die Energiegewinnung als auch die Wasserversorgung, der Hochwasserschutz usw. sind.
Die Kurven liegen im Bereich des akzeptierten und des nicht akzeptierten Risikos, wobei der
Trend einer geringeren Häufigkeit von Ereignissen in den jüngeren Zeitspannen auch in die-
sen Fällen beobachtet werden kann. Für Westeuropa und die USA liegt die f/N-Kurve für den
Zeitraum 1980-1996 ausschließlich im Bereich des akzeptierten Risikos.
Die Ergebnisse dieser Studie belegen, daß die Auftretenswahrscheinlichkeit von Schadenser-
eignissen an großen Talsperren in einer Größenordnung von 5⋅10-6 bis 10-4 pro Talsperre und
Jahr liegt.
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Bild 3.12 f/N-Diagramm für Schadensereignisse an großen Talsperren in Westeuropa und den USA,
die zur Energiegewinnung dienen [SPIEKERMAN, HIRSCHBERG, 1998]
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Bild 3.13 f/N-Diagramm für Schadensereignisse an großen Talsperren weltweit ohne China, die zur
Energiegewinnung dienen [SPIEKERMAN, HIRSCHBERG, 1998]
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Bild 3.15 f/N-Diagramm für Schadensereignisse an großen Talsperren weltweit ohne China
[SPIEKERMAN, HIRSCHBERG, 1998]
3.3 Zuverlässigkeits- und Risikoanalysen für Talsperren
Eine Zuverlässigkeitsanalyse bietet die Möglichkeit einer Sicherheitsabschätzung von Bau-
werken, technischen Anlagen etc., bezogen auf einen festgelegten Zeitraum. Die ingenieur-
mäßige Beurteilung möglicher Fehler beim Entwurf und bei der Bauausführung sowie auf-
tretender Ereignisse während des Betriebs bzw. Nutzens eines Bauwerks trägt in erheblichem
Maße zur Entscheidungsfindung von Planungsvarianten oder Sicherungsmaßnahmen bei. Es
findet somit eine ganzheitliche Betrachtung aller Ereignisse und Ereignisabläufe statt, welche
die Zuverlässigkeit eines Bauwerks herabsetzen können. Anhand der Ergebnisse einer solchen
Zuverlässigkeitsanalyse können quantitative Aussagen über den Sicherheitsgrad des jeweili-
gen Bauwerks getroffen werden.
Nach SALMON und HARTFORD (1995) gibt die Zuverlässigkeitsanalyse Antworten auf fol-
gende Fragen:
- Welche Ereignisse können die Zuverlässigkeit des Bauwerks beeinträchtigen?
- Welche Eintrittswahrscheinlichkeiten haben diese Ereignisse?
- Welche Zuverlässigkeit besitzt das Gesamtsystem?
Im Anschluß an die Zuverlässigkeitsanalyse kann durch die Berücksichtigung der aus dem
Ereignis resultierenden Konsequenzen hinsichtlich des Verlustes an Menschenleben oder der
Schadenshöhe das Gesamtrisiko des Bauwerks ermittelt werden.
Alle Ereignisse, die den bestimmungsgemäßen Nutzen eines Bauwerks be- oder verhindern,
werden im folgenden als Gefährdungen bezeichnet.
Gefährdungen für ein Bauwerk resultieren sowohl aus Gefährdungen aus der Umwelt, als
auch aus Gefährdungen infolge menschlicher Unzulänglichkeiten. Die Gefährdungen aus der
Umwelt ergeben sich als Folge von Einwirkungen auf das Bauwerk, die entweder ständig
oder häufig, selten oder kurzzeitig oder sehr selten auftreten können. Hierzu zählen u.a. das
Eigengewicht und Verkehrslasten. Unter den Gefährdungen infolge menschlicher Unzuläng-
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lichkeiten werden alle menschlichen Handlungen und Unterlassungen zusammengefaßt, die
den ordnungsgemäßen Betrieb negativ beeinflussen, wie mangelnde Fachkenntnis, Nachläs-
sigkeit und Fehlhandlungen [DGEG, 1988].
Für einen Damm mit Asphaltbetonkerndichtung sind in Bild 3.16 relevante, die Sicherheit des
Bauwerks beeinträchtigende Ereignisse zusammengestellt. Bild 3.17 zeigt die Verknüpfung
des auslösenden Ereignisses "Leckage im Kern" mit den daraus resultierenden Ereignissen
und Sicherheitsmaßnahmen in einem Ereignisablaufdiagramm für das Ereignis "luftseitiger
Böschungsbruch". Im Rahmen einer hypothetischen Betrachtung ist eine Fehlstelle in der
Asphaltbetondichtung angenommen worden.
In Abhängigkeit des Schadens, den das Absperrbauwerk oder Anlagenteile erlitten haben,
wird unterschieden zwischen dem bestimmungsgemäßen Betrieb, einer Gebrauchstauglich-
keitsbeschränkung, einem Störfall und einem Versagensfall.
Für jedes Ereignis bzw. jede Maßnahme eines Ablaufdiagramms wird die Zuverlässigkeit
ermittelt. Dabei werden maßgebende Einwirkungen (Belastungen) und Widerstände (Belast-
barkeit) des Bauwerks als statistisch verteilt angenommen.
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Bild 3.16 Relevante Ereignisse für einen Steinschüttdamm mit Asphaltbetonkerndichtung
[WITTKE et al., 1995]
Durch schrittweises Zusammenführen aller Ereignisse eines Ereignisablaufes kann dessen
Zuverlässigkeit bestimmt werden. Die Gesamtzuverlässigkeit eines Bauwerks ergibt sich
schließlich aus einer probabilistischen Bewertung aller untersuchten Ereignisabläufe.
Die Zuverlässigkeitsanalyse eines Bauwerks weist gegenüber einer deterministischen Sicher-
heitsbewertung einige Vorteile auf. Zum einen ist es aufgrund des Ergebnisses einer Zuver-
lässigkeitsanalyse möglich, das Sicherheitsniveau eines Bauwerks zu quantifizieren und somit
einen Vergleich mit anderen Bauwerken durchzuführen. Zum anderen können unterschiedli-
che Entwurfsvarianten beim Bau oder der Ertüchtigung eines Bauwerks hinsichtlich ihres
Einflusses auf die Gesamtzuverlässigkeit einander gegenübergestellt werden. Schwachstellen
19
in den Entwürfen werden aufgezeigt und können frühzeitig behoben werden. Darüber hinaus
ist es möglich, alle Teile eines Bauwerks auf das gleiche Sicherheitsniveau zu bemessen, d.h.,
alle Bauteile besitzen die gleiche Zuverlässigkeit, so daß kein Bauteil im Vergleich zu einem
anderen überdimensioniert ist. Somit kann eine wirtschaftliche Dimensionierung einzelner
Bauteile erfolgen, in dem bei ihrer Bemessung Werte für die Zuverlässigkeit vorgegeben
werden [ALBER, 1995].
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Bild 3.17 Ereignisablaufdiagramm für einen Steinschüttdamm mit Asphaltbetonkerndichtung
[WITTKE et al., 1995]
Die Ergebnisse einer Zuverlässigkeitsanalyse hängen jedoch sowohl von der fachlichen Qua-
lifikation der Bearbeiter als auch vom Umfang der Datenbasis ab. Wie bei den meisten Bau-
werken liegt auch für Talsperren im allgemeinen nur eine geringe Anzahl an Stichproben zur
Ermittlung von Baugrund- und Baustoffkennwerten vor, die für eine statistische Auswertung
nicht ausreichend ist. Zudem ist bekannt, daß während der Probenentnahme und der Ver-
suchsdurchführung Fehler auftreten, deren Größenordnungen weitestgehend unbekannt sind
[NOTTRODT, 1990]. Lediglich für die hydrologischen Kennwerte liegen oftmals Daten über
die letzten 100 Jahre vor.
Werden im Sinne einer Risikoanalyse auch die Konsequenzen eines Schadensfalles berück-
sichtigt, können Aussagen über den optimalen Einsatz von Geldern für alternative Sicher-
heitsmaßnahmen in Bezug auf das Gesamtrisiko des Bauwerks getroffen werden [RISSLER,
1998].
Eine ausführliche Beschreibung der theoretischen Grundlagen einer probabilistischen Zuver-
lässigkeitsanalyse erfolgt in Kapitel 5 dieser Arbeit.
3.4 Bisherige Anwendung der Zuverlässigkeits- und der Risikoanalysen
Die Verfahren der Zuverlässigkeitsanalyse und der Risikoanalyse für die Anwendung im Tal-
sperrenwesen befinden sich in der Entwicklung. International sind jedoch an einigen Talsper-
ren Sicherheitsbewertungen, die auf diesen Verfahren beruhen, durchgeführt worden. Dabei
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wurde die Zuverlässigkeit des Gesamtsystems, die Zuverlässigkeit einzelner Anlagenteile
oder die Zuverlässigkeit infolge einzelner Ereignisse ermittelt.
Die Anwendung probabilistischer Verfahren zur Ermittlung der Zuverlässigkeit von Bauwer-
ken, Anlagen oder ähnlichem wird in vielen Ländern in den Bereichen der Nukleartechnik,
der chemischen Industrie, des Transports gefährlicher Güter, der offshore-Technik u.a. bereits
seit längerem praktiziert.
Über die Anwendung der Zuverlässigkeits- und der Risikoanalyse im Bereich des Talsper-
renwesens werden international unterschiedliche Meinungen vertreten. Dies erklärt sich zum
einen aus der Tatsache, daß die bisherigen Bemessungsregeln und Berechnungsverfahren als
ausreichend in Bezug auf die Sicherheit der Anlagen angesehen werden. Die gewonnenen
Erfahrungen der letzten 100 Jahre bestätigen diese Aussage. Zum anderen steigt jedoch der
Anspruch der Gesellschaft nach einem quantifizierbaren Sicherheitsniveau solcher Anlagen
und die Talsperrenbetreiber erkennen und nutzen die Vorteile dieser Verfahren, um Sicher-
heitsdefizite von Anlagen aufzuzeigen und Maßnahmen in Bezug auf ihre Auswirkung auf die
Zuverlässigkeit des Gesamtsystems zu beurteilen. Daher werden Zuverlässigkeitsanalysen
und Risikoanalysen in Zukunft auch im Talsperrenwesen verstärkt zur Anwendung kommen.
Auf dem "International Workshop on Risk-based Dam Safety Evaluations", der 1997 in
Trondheim, Norwegen, stattgefunden hat, berichteten Vertreter der nationalen Talsperrenko-
mitees über die Erfahrungen und die Anwendung der Zuverlässigkeits- bzw. der Risikoanaly-
se in ihren Ländern. Bereits im darauffolgenden Jahr wurde in Spanien ein "International
symposium on new trends and guidelines on dam safety" abgehalten.
In der Bundesrepublik Deutschland wurden und werden Talsperren so bemessen, errichtet
und betrieben, daß während ihrer Nutzungsdauer ein Schaden mit an Sicherheit grenzender
Wahrscheinlichkeit auszuschließen ist. Eine Bewertung der Sicherheit einer Anlage auf der
Grundlage einer Zuverlässigkeits- oder einer Risikoanalyse wurde bisher kaum durchgeführt.
In den gültigen Normen und Richtlinien (Stand 1997) werden probabilistische Verfahren zur
Standsicherheitsuntersuchung von Talsperren nicht berücksichtigt. Es ist jedoch geplant, in
der Überarbeitung der DIN 19700 auf diese Verfahren hinzuweisen.
Das Bundesministerium für Forschung und Technologie (BMFT) hat bisher zwei Forschungs-
arbeiten gefördert, in denen die Zuverlässigkeitsanalyse exemplarisch auf zwei bestehende
Steinschüttdämme angewendet wurde. In der "Sicherheitsuntersuchung auf probabilistischer
Grundlage für Staudämme" [DGEG, 1988] wurde die Zuverlässigkeit eines Steinschüttdam-
mes mit Kerndichtung am Beispiel des Absperrbauwerks der Aabach-Talsperre ermittelt. Für
einen Staudamm mit Asphaltbetonkerndichtung ist in der "Sicherheitsanalyse für Staubau-
werke von Talsperren und Speichern auf der Grundlage kombinierter Verfahren" [WITTKE et
al., 1995] für das Absperrbauwerk der Talsperre Schmalwasser die Zuverlässigkeit bestimmt
worden. Die Ergebnisse beider Forschungsarbeiten belegen, daß die vorhandene Datenbasis,
z.B. zur Beschreibung von Baustoffeigenschaften, bei bestehenden Bauwerken für eine pro-
babilistische Untersuchung der Zuverlässigkeit bzw. des Risikos zu gering ist.
In Großbritannien und in Frankreich wurden bisher keine Risikobetrachtungen im Rahmen
einer Standsicherheitsuntersuchung für Talsperren durchgeführt. Allerdings hat das Französi-
sche Talsperrenkomitee (FCOLD) eine Arbeitsgruppe "Risk analysis" gegründet.
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Bei der Errichtung und Überwachung der großen Talsperren in der Schweiz sind nach Aussa-
gen von LAFITTE (1997) bereits Ergebnisse von Risikoanalysen berücksichtigt worden. Dar-
über hinaus werden weitergehende Forschungen über die Anwendbarkeit dieser Verfahren auf
Talsperren betrieben.
In den Niederlanden werden Risikoanalysen für die Bemessung und Instandhaltung der "lar-
ge-scale flood defence systems" durchgeführt. Aufgrund der großen Akzeptanz dieses Verfah-
rens wurde es in den entsprechenden Richtlinien gesetzlich eingeführt.
Im Jahr 1986 wurden für zwei norwegische Dammbauwerke Risikoanalysen durchgeführt.
Auch hier zeigte sich, daß die Datenbasis bei bestehenden Bauwerken für ein solches Bemes-
sungsverfahren nicht ausreichend ist. Ungefähr zehn Jahre später ließen mehrere Talsperren-
betreibergesellschaften Zuverlässigkeitsanalysen für drei große bestehende Staudämme an-
fertigen. Untersucht wurden Schadensereignisse infolge Hydrologie, seismischer Belastung
und innerer Erosion [JOHANSEN, VICK, RIKARTSEN, 1997]. Aufgrund der Ergebnisse dieser
Untersuchungen konnten Schwachstellen der Anlagen aufgezeigt und der Einfluß einzelner
Anlagenteile auf die Sicherheit quantifiziert werden. In den zur Zeit gültigen Richtlinien für
das Talsperrenwesen ist die Anwendung der Risikoanalyse beschränkt auf die Bemessung
neuer Talsperren, auf Ertüchtigungsmaßnahmen an bestehenden Talsperren, auf die Beurtei-
lung von alternativen Sanierungsmaßnahmen und auf die Erstellung eines "Katastrophenfall-
planes". Nach den überarbeiteten Richtlinien, die voraussichtlich 1999 veröffentlicht werden,
soll die Anwendung der Risikoanalyse für alle Aspekte einer Sicherheitsuntersuchung an Tal-
sperren möglich sein.
Seit Mitte der 90er Jahre werden in Schweden Forschungsarbeiten über die Anwendung von
Risikoanalysen im Talsperrenwesen betrieben. In dem Beiblatt zu den "Guidelines on Dam
Safety (1997)" wird die Risikoanalyse als ein mögliches Verfahren zur Bewertung der Si-
cherheit von Talsperren ("Safety evaluation of existing dams - SEED") erwähnt. In den "Gui-
delines" selber wird dieses Verfahren jedoch bisher nicht berücksichtigt. Zur Zeit werden für
mehrere Dämme vereinfachte Risikoanalysen durchgeführt, in denen das Verhalten der Tal-
sperre im Schadensfall untersucht wird.
Bereits im Jahr 1982 berichteten PRISCU et al. über probabilistische Standsicherheitsuntersu-
chungen, die in der Planungsphase für zwei Steinschüttdämme in Rumänien durchgeführt
worden sind.
Auch in Rußland werden Zuverlässigkeitsanalysen auf der Grundlage probabilistischer Ver-
fahren angewendet [BELLENDIR et al., 1998]. In Abhängigkeit des Stauvolumens erfolgt eine
Klassifizierung der Talsperren in vier Klassen. Unter Berücksichtigung des Zustandes der
entsprechenden Talsperre wie "normaler Betrieb", "seismische Belastung" oder "Errichtung,
Reparatur" werden jährliche Risikowerte bzw. Zuverlässigkeiten vorgegeben.
In den USA wurden bisher mehr als 20 Talsperren einer Risikobewertung unterzogen
[RISSLER, 1998]. Als Folge des Tetondammbruches im Jahr 1976 wurden an 7 Staudämmen
erste vereinfachte Risikoanalysen durchgeführt. Seit 1995 wendet das USBR und seit 1997
auch das USCE Risikoanalysen im Bereich des Talsperrenwesens an.
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Mehrere kanadische Talsperrenbetreibergesellschaften beschäftigen sich zur Zeit mit der Ri-
sikobewertung ihrer Talsperren und fördern die Entwicklung und Erprobung entsprechender
Berechnungsverfahren und Risikokriterien.
In Südafrika werden seit Mitte der 80er Jahre Forschungen zu dieser Thematik betrieben. In
den letzten 13 Jahren sind nach OOSTHUIZEN und ELGES (1998) ca. 100 Risikoanalysen für
Talsperren durchgeführt worden.
In Australien erfährt das Verfahren der Risikoeinschätzung für Bauwerke oder Anlagen be-
reits eine große Akzeptanz und wurde in den "Guidelines on Risk Assessment" des nationalen
australischen Talsperrenkomitees (ANCOLD, 1994) als gültiges Berechnungsverfahren ein-
geführt.
Die Vorteile dieses Verfahrens werden von den Talsperrenbetreibern erkannt und genutzt.
Allerdings vertreten sie auch die Meinung, daß die Risikoeinschätzung einzelner Ereignisse
oftmals sehr subjektiv getroffen wird, da für diese "nur" die Erfahrung und Einschätzung von
Gutachtern zur Verfügung stehen.
An ca. 20 Talsperren werden und wurden Risikoanalysen durchgeführt, in denen
- Defizite beim Fassungsvermögen des Hochwassers,
- die Zuverlässigkeit von Verschlüssen der Hochwasserentlastungsanlagen und
- für zwei Talsperren die Gesamtzuverlässigkeit
untersucht worden sind.
Zusammenfassend läßt sich feststellen, daß die Ergebnisse aller oben aufgeführten Risiko-
analysen für Talsperren oder Anlagenteilen von Talsperren zeigen, daß bei bestehenden Bau-
werken eine ausreichende Datenbasis für eine Untersuchung auf probabilistischer Grundlage
fehlt. Die verwendeten Berechnungsverfahren variieren in Abhängigkeit vom Sperrentyp und
der Versagensart, so daß ein einheitliches Schema für die Durchführung einer Zuverlässig-
keits- bzw. Risikoanalyse für Talsperren nicht vorgegeben werden kann. Darüber hinaus hat
es sich gezeigt, daß sowohl national als auch international die Größenordnung des akzeptier-
ten Risikos diskutiert und definiert werden muß.
3.5 Ursachen von Talsperrenbrüchen
Weltweit existieren ca. 150.000 Talsperren, die bei einem Versagen zu katastrophalen Schä-
den führen können. Laut JANSEN (1983) sind seit dem 12. Jahrhundert v. Chr. in etwa 2.000
Talsperrenbrüche aufgetreten, davon ca. 200 spektakuläre Versagensfälle im 20. Jahrhundert.
Im Jahr 1974 wurden von ICOLD Daten über die Ursachen von 202 Talsperrenbrüchen aus
den Jahren von 1830 bis 1969 veröffentlicht. Dabei wurden allerdings nur Versagensfälle an
großen Talsperren gemäß ICOLD (1973) berücksichtigt, mit
• Höhen über 15 m
• Höhen von 10 - 15 m und
- Kronenlängen über 500 m oder
- Stauinhalten über 1 hm³ oder
- Hochwasserentlastungen mit Abflußwerten, die größer als 2.000 m³/s sind oder
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- schwerwiegenden Gründungsproblemen während der Bauphase oder
- einem Typ, der keinem herkömmlichen Bauprinzip zugehörig ist.
Diese Angaben wurden von SCHNITTER (1979) für Talsperren mit Absperrbauwerken mit
einer Höhe von über 15 m insoweit korrigiert, daß er Talsperrenbrüche infolge Kriegseinwir-
kungen und während der Bauzeit eingetretene Brüche nicht berücksichtigt hat. In Bild 3.18
sind die Versagensursachen von Talsperrenbrüchen, die sich in den Jahren 1900 bis 1975 er-
eignet haben, zusammengestellt. Als Hauptursachen sind Überströmen, Gründungsversagen
und Durchströmung sowie daraus resultierende Röhrenbildung im Bauwerk aufzuführen.
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Bild 3.18 Ursachen von Talsperrenbrüchen zwischen 1900 und 1975 an Talsperren mit Dammhöhen
über 15 m [nach SCHNITTER, 1979]
Dabei treten Versagensfälle infolge Gründungsversagen hauptsächlich in den ersten 5 bis 10
Jahren auf, wogegen die anderen Ursachen während der gesamten Lebensdauer des Bauwerks
zu Schäden und zu Talsperrenbrüchen führen können (s. Bild 3.19). Dies ist darauf zurück-
zuführen, daß ein Überströmen oder eine Durchströmung u.a. wesentlich von der Hydrologie
und den zeitabhängigen Bauwerkseigenschaften abhängen. Der Untergrund erfährt jedoch
beim Einstau der Talsperre innerhalb kurzer Zeit eine Veränderung der aus der Durchströ-
mung resultierenden Belastungen und Verformungen, die zu einem vergleichsweise schnellen
Versagen führen können.
Die Untersuchung früherer Schadensereignisse an Talsperren hat gezeigt, daß Schäden zu
folgenden Zeitpunkten auftraten [LAFITTE, 1993; LÉGER et al., 1997]:
- beim ersten Einstau des Speichers,
- innerhalb von 10 bis 15 Jahren, in denen sich die Eigenschaften der Baustoffe mit der
Zeit negativ verändern und sich der Untergrund entsprechend der Belastung aus Mau-
er und Einstau verformt,
- zu einem späteren Zeitpunkt, wenn sich die Festigkeitseigenschaften mit zunehmen-
dem Alter der Talsperre in Bezug auf die Standsicherheit ungünstig verändern.
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Sowohl bei den Staumauern als auch bei den Staudämmen nimmt die Bruchanfälligkeit mit
zunehmendem Bauwerksalter ab (s. Bild 3.19). Des weiteren zeigte sich, daß in 50% der un-
tersuchten Talsperrenbrüche die Höhe des Absperrbauwerks 15 - 20 m betrug (Bild 3.20).
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Bild 3.19 Talsperrenbrüche an Staumauern und Staudämmen in Abhängigkeit vom Bruchalter
[SCHNITTER, 1979]
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Bild 3.20 Talsperrenbrüche an Staumauern und Stauämmen in Abhängigkeit von der Höhe des Ab-
sperrbauwerks [SCHNITTER, 1979]
Der Vergleich der Talsperrenbrüche in Abhängigkeit von den Sperrentypen und deren Häu-
figkeit läßt erkennen, daß Schwergewichtsmauern die sichersten Bauwerke sind (s. Bild 3.21).
In der Untersuchung berücksichtigte SCHNITTER jedoch nur Talsperren in Westeuropa und
den USA, die zwischen 1900 und 1969 errichtet worden sind. Dämme beinhalten demnach als
Absperrbauwerke von Talsperren ein größeres Risiko als Staumauern. Aufgrund der Fort-
schritte in der Geotechnik und der Baupraxis ist das Sicherheitsniveau von Talsperren seit
dem Jahr 1900 gestiegen. Bei Staudämmen, die seit 1950 erbaut worden sind, entspricht das
Sicherheitsniveau demjenigen von Staumauern (s. Bild 3.22).
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Bild 3.21 Talsperrenbrüche in Abhängigkeit vom Sperrentyp [SCHNITTER, 1979]
Baujahre
G
eb
ro
ch
en
e 
S
pe
rr
en
 in
 P
ro
ze
nt
de
r 
ge
ba
ut
en
 (
W
es
te
ur
op
a 
+
 U
S
A
)
20101900 197030 40 50 60
1
0,3
3
10
DÄM
M
E
STAUMAUERN
Bild 3.22 Talsperrenbrüche an Staumauern und Staudämmen in Abhängigkeit von dem Baujahr des
Absperrbauwerks [SCHNITTER, 1979]
ROUVÈ veröffentlichte im Jahr 1977 die Ergebnisse einer Auswertung von 300 Versagenser-
eignissen an Absperrbauwerken von Talsperren. Als Ursachen der Talsperrenbrüche führt er
folgende Ereignisse auf:
- Ca. 45% der Talsperrenbrüche sind auf ein Versagen der Hochwasserentlastungs-
anlage, Oberflächenerosion, Böschungsrutschungen sowie Durchströmung des Ab-
sperrbauwerks und des Untergrundes zurückzuführen (Hydrologie, Hydraulik).
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- Bei ca. 30% der Versagensfälle liegen konstruktive Mängel beim Entwurf oder
Nachlässigkeiten bei der Bauausführung vor.
- Ca. 8% der Talsperrenbrüche resultieren aus einem veränderten Spannungsverfor-
mungsverhalten des Untergrundes beim Einstau der Talsperre sowie aus Erkun-
dungsfehlern (Bodenmechanik, Geologie).
- Ca. 6% der Talsperrenbrüche sind jeweils auf Mängel während des Betriebs und
bei der Wartung der Anlage zurückzuführen.
- Aufgrund umweltbedingter Einflüsse brachen 6% der untersuchten Talsperren
(Klima, Erdbeben, Tiere).
- In 5% der untersuchten Fälle sind die Talsperrenbrüche nicht den oben aufgeführ-
ten Versagensursachen zuzuordnen.
Im Gegensatz zu den bisher aufgeführten Untersuchungen von Talsperrenbrüchen berück-
sichtigt VOGEL (1982) in seiner Analyse von 309 Versagensfällen sowohl große Talsperren
gemäß der Definition nach ICOLD (1973), als auch Talsperren mit einem Stauvolumen von
0,15 - 1,0 hm3. Dies begründet er damit, daß immer häufiger Versagensfälle an kleinen Tal-
sperren aufgetreten sind, die zu großen Schäden führten.
Getrennt für Talsperren, die bis 1945 errichtet worden sind, und für Talsperren, die nach 1945
erbaut wurden, wertet VOGEL die Versagensfälle jeweils in Abhängigkeit von den auslösen-
den Ereignissen sowie in Abhängigkeit von dem Sperrentyp aus.
Sowohl bei den älteren, als auch bei den jüngeren Talsperren sind die Ereignisse Überströmen
sowie Gründungsversagen und Durchströmung als Hauptursachen für ein Versagen ermittelt
worden (s. Bild 3.23).
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Bild 3.23 Versagensursachen von Talsperrenbrüchen [VOGEL, 1982]
Die in Bild 3.24 dargestellte Auswertung der Talsperrenbrüche in Abhängigkeit vom Sperren-
typ zeigt, daß Erddämme am häufigsten versagt haben. Bei den älteren Talsperren sind dar-
über hinaus 12% aller Brüche an Gewichtsstaumauern aufgetreten.
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Bild 3.24 Talsperrenbrüche in Abhängigkeit vom Sperrentyp [VOGEL, 1982]
Die Auswertung bestätigt die Aussagen von SCHNITTER (1979), wonach die Talsperren jün-
geren Alters eine höhere Sicherheit aufweisen als die älteren Talsperren.
ICOLD (1983) veröffentlichte die Ergebnisse einer Untersuchung an 15.800 Talsperren, in
denen Schadensfälle aus den Jahren ab ca. 1900 bis 1975 registriert worden sind. Dabei blei-
ben die Talsperren in China unberücksichtigt.
In 1.105 Fällen wurden Schäden, davon in 107 Fällen Talsperrenbrüche, die zu einem totalen
Versagen der Talsperre führten, verzeichnet. 441 Schadensfälle sind an Staumauern aufge-
treten, wobei 438 Talsperren aus Beton oder Mauerwerk und 3 Talsperrenbrüche an kombi-
nierten Bauwerken aus Staumauer und Staudamm zu verzeichnen waren. In 299 Fällen hingen
die Schäden ursächlich von der Gründung, dem Baustoff oder einem Versagen des Absperr-
bauwerks ab. Davon waren in 251 Schadensfällen Staumauern aus Beton und in 51 Fällen
Staumauern aus Mauerwerk betroffen. Für Betonstaumauern entspricht dies ca. 84% der 299
Schadensfälle. Der Anteil bei den Staumauern aus Mauerwerk beträgt 17%.
Bezogen auf die letztgenannten 299 Schadensfälle waren bei den Betonstaumauern im we-
sentlichen 21% der Schäden auf Gründungsversagen, 29% auf die Baustoffeigenschaften des
Betons und 20% auf das Tragverhalten des Bauwerks zurückzuführen. Für Staumauern aus
Mauerwerk resultieren lediglich 2% aus Gründungsversagen, 6% aus einem Versagen des
Mauerwerks und 3% aus einem Versagen des Bauwerks. Die verbleibenden 20% ergeben sich
aus einer Kombination der oben genannten Ursachen.
Von den 107 Versagensfällen, die zu einem totalen Versagen der Talsperre führten, traten 17
an Betonstaumauern (ca. 11%), 7 an Staumauern aus Mauerwerk (ca. 6%) und 2 an kombi-
nierten Sperrentypen aus einem Staudamm und einer Staumauer auf. Letztere versagten auf-
grund eines Versagens von Nebenanlagen, ebenso 5 Betonmauern und eine Staumauer aus
Mauerwerk. Die Brüche der verbleibenden 18 Talsperren wurden hauptsächlich durch Grün-
dungsversagen, durch Versagen des Bauwerks und der Baustoffe verursacht.
Eine Aufschlüsselung nach dem Sperrentyp ergab, daß von den 107 Versagensfällen die mei-
sten Fälle an Schwergewichtsstaumauern auftraten.
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Die Studie von DA SILVEIRA (1990) zur Untersuchung der Dauerhaftigkeit von Talsperren
basiert auf den von ICOLD (1983) erhobenen Daten an 15.800 Talsperren.
In Tabelle 3.2 sind die Anzahl der bestehenden Talsperren, der Talsperren mit Schäden sowie
der Talsperrenbrüche getrennt für Staumauern und Staudämme über die Zeit der Fertigstel-
lung der Talsperre, der Dammhöhe und über den Zeitpunkt des Eintritts des Schadens bzw.
Versagens zusammengestellt. Im folgenden sollen nur die Fälle, in denen ein Bruch der Tal-
sperre erfolgte, berücksichtigt werden. Der Anteil der Talsperrenbrüche ist bei Talsperren mit
einer Staumauer als Absperrbauwerk wesentlich geringer als bei einem Staudamm. Die mei-
sten Versagensfälle traten bei Staumauern im Zeitraum zwischen 1920 und 1939 auf. Bei den
Staudämmen waren die meisten Talsperrenbrüche in den Jahren zwischen 1900 und 1919 zu
verzeichnen.
Dabei ist zu beachten, daß der Bau von Staumauern verstärkt in der Zeitspanne von 1940 bis
1959, derjenige der Staudämme zwischen 1960 und 1975 zugenommen hat. Die Zunahme bei
dem Bau von Staudämmen resultiert, wie bereits erwähnt, aus dem wissenschaftlichen Fort-
schritt und aus der Tatsache heraus, daß Dämme im Gegensatz zu Staumauern auch bei geo-
logisch ungünstigeren Untergrundverhältnissen errichtet werden können.
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Tabelle 3.2 Anzahl der bestehenden Talsperren sowie der Schadens- und Versagensfälle in Ab-
hängigkeit des Zeitpunktes der Fertigstellung, der Bauwerkshöhe und des Schadens-
bzw. Versagenszeitpunktes [nach DA SILVEIRA, 1990]
Bei Bauwerkshöhen zwischen 15 - 30 m traten sowohl bei Staumauern als auch bei Stau-
dämmen die meisten Versagensfälle auf. Ein Versagen trat bei Staumauern am häufigsten
während des ersten Einstaus ein, bei Dämmen hingegen nach 5 Jahren. Diese Ergebnisse ent-
sprechen in etwa denjenigen, die SCHNITTER bereits im Jahr 1979 veröffentlicht hat.
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Bei den 107 untersuchten Talsperren, an denen ein totales Versagen des Absperrbauwerks
aufgetreten war, resultieren 44% der Schadensfälle aus einem Versagen von Nebenanlagen,
25% aus dem Versagen des Bauwerks, 14% aus Gründungsversagen, 3% aus dem Versagen
von Baustoffen und 14% aus Kombinationen der vorab genannten Ursachen (s. Bild 3.25).
Bild 3.25 gibt darüber hinaus die Verteilung der unterschiedlichen Versagensursachen in Ab-
hängigkeit des Sperrentyps an. Es ist zu erkennen, daß ein Versagen bei Staudämmen häufi-
ger eintritt als bei Staumauern.
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Bild 3.25 Hauptursachen der 107 Versagensfälle [DA SILVEIRA, 1990]
In Tabelle 3.3 hat DA SILVEIRA (1990) die Versagenswahrscheinlichkeit für Staumauern aus
Beton und aus Mauerwerk sowie für Staudämme in Abhängigkeit von dem Jahr der Fertig-
stellung des Bauwerks und der Dammhöhe zusammengestellt. Er weist darauf hin, daß die
angegebenen Wahrscheinlichkeiten lediglich relative Größen darstellen, die miteinander zu
vergleichen sind. Sie basieren auf der Auswertung von 107 registrierten Versagensfällen.
Der Vergleich der Versagenswahrscheinlichkeiten für Staudämme und Staumauern zeigt, daß
diejenigen für Staudämme in allen Fällen größer ist.
Die größten Versagenswahrscheinlichkeiten ergeben sich für Talsperren, die zwischen 1900
und 1919 fertiggestellt worden sind. Bei Staumauern liegen die größten Versagenswahr-
scheinlichkeiten bei Mauerhöhen von 15 - 30 m und 50 - 100 m vor, wogegen bei Staudäm-
men die maximale Versagenswahrscheinlichkeit bei Dammhöhen von 50 - 100 m auftreten.
107 Versagensfäll
Beton oder Mauer-
werk
Mauerwerk Dämme
30
Versagenswahrscheinlichkeit (⋅10-3)
Staumauern aus Beton
und Mauerwerk
Schüttdämme Bemerkung
vor 1900 4,2 5,3
1900 – 1919 11,2 28,3
1920 – 1939 8,4 11,2
1940 – 1959 1,4 8,4
Zeitpunkt der
Fertigstellung
1960 – 1975 1,4 3,5
> 15 2,5 4,2
15 – 30 6,3 8,4
30 – 50 2,8 8,4
50 – 100 5,6 14,7
Höhe (m)
> 100 0 0
Die Versagenswahr-
scheinlichkeit pro Jahr
ergibt sich aus der
Division der Tabel-
lenwerte durch 100
Jahre.
Tabelle 3.3 Versagenswahrscheinlichkeiten für Staudämme und Staumauern in Abhängigkeit vom
Zeitpunkt der Fertigstellung und der Bauwerkshöhe [nach DA SILVEIRA, 1990]
Auf dem Internationalen Workshop on Dam Safety Evaluation (1993) stellten VOGEL und
SCHNITTER die Ergebnisse neuerer Studien über das Versagen von Talsperren vor:
Die "Data Station for Dam Failure-DSDF" in Wien registrierte 666 Talsperrenbrüche in 50
Ländern, die an kleinen und großen Talsperren aufgetreten sind [VOGEL, 1993]. Gemäß der
Definition von ICOLD waren 288 große Talsperren betroffen. Die ursächlichen Ereignisse,
die zu einem Bruch der Talsperren führten, waren Überströmen, Gründungsversagen und
Durchströmung des Bauwerks.
SCHNITTER (1993) berichtet über 90 Brüche von Talsperren mit Höhen größer als 15 m, die
zwischen 1900 und 1990 erbaut worden sind. Bild 3.26 belegt, daß ca. die Hälfte der unter-
suchten Talsperrenbrüche auf ein Überströmen der Krone zurückzuführen ist. Weitere Versa-
gensursachen sind Versagen der Gründung und des Absperrbauwerks. Seit 1930 nahmen die
Talsperrenbrüche infolge Überströmen zu. In den meisten Fällen sind Staudämme betroffen,
da diese aufgrund wirtschaftlicher und geologischer Aspekte wesentlich häufiger gebaut wer-
den als Staumauern und durch Überströmen in ihrer Standsicherheit eher gefährdet sind.
MARENGO (1993) ermittelte die Auftretenswahrscheinlichkeit der unterschiedlichen Versa-
gensursachen, basierend auf den Ergebnissen der ICOLD-Studie an 15.800 Talsperren aus
dem Jahr 1983. In 150 Fällen kam es zu einem Bruch der Talsperre, davon in 107 Fällen zu
einem totalen Versagen des Absperrbauwerks. Ausgehend von einer Lebensdauer dieser
Bauwerke von 100 Jahren ergibt sich eine Versagenswahrscheinlichkeit von
10p 4f 100
1
15800
150 −=⋅=   Talsperren/Jahr.
Dies bedeutet, daß eine Talsperre alle 10.000 Jahre versagt, oder ausgehend von 100.000 Tal-
sperren, 10 Talsperren pro Jahr versagen. Bezogen auf die Anzahl der 15.800 berücksichtig-
ten Talsperren läge die Versagenswahrscheinlichkeit bei 1,58 Talsperren/Jahr.
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Bild 3.26 Talsperrenbrüche an Talsperren, erbaut nach 1900 und mit einer Höhe über der Grün-
dungssohle größer als 15 m [SCHNITTER, 1993]
Weltweit liegen bisher keine statistischen Daten über Talsperrenbrüche in Bezug auf die je-
weilige Nutzungsdauer der Talsperren vor. Allerdings hat das USBR Auftretenswahrschein-
lichkeiten für Versagensursachen an Talsperren im Westen der USA ermittelt (s. Tabelle 3.4).
Versagensursachen Auftretenswahrscheinlichkeit  pf
 Überströmen 1,24⋅10-4
 Gründungsversagen 0,15⋅10-4
 Durchsickerung, Röhrenbildung 0,04⋅10-4
 Gleiten 0,075⋅10-4
 Tragverhalten des Absperrbauwerks 0,2⋅10-4
 Hochwasserentlastungsanlage 0,04⋅10-4
 Erdbeben 0,075⋅10-4
Tabelle 3.4 Auftretenswahrscheinlichkeit von Versagensursachen an Talsperren im Westen der
USA [nach MARENGO, 1993]
Die bisher aktuellste Statistik über Talsperrenbrüche legte ICOLD im Jahr 1995 vor (vgl. auch
BUDWEG, 1997; BERGA, 1997). Bis zum Jahr 1986 waren 17.406 große Talsperren erfaßt,
dabei sind die ca. 85.000 Talsperren in China und die Talsperren mit Dammhöhen kleiner als
30 m in den USA nicht berücksichtigt worden. 212 Talsperrenbrüche sind registriert, wovon
176 Brüche mehr oder weniger ausführlich dokumentiert worden sind.
Bis zum Jahr 1950 sind 5.268 große Talsperren errichtet worden, von denen an 117 Talsperren
Brüche aufgetreten sind. Dies entspricht ca. 2,2% der bis dahin bestehenden Talsperren. In
dem Zeitraum von 1951 bis 1986 wurden weitere 12.138 große Talsperren gebaut, wovon nur
59 Talsperren gebrochen sind. Dies entspricht ca. 0,33% aller bestehenden Talsperren und ca.
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0,5% der neu errichteten Talsperren und dokumentiert somit die Entwicklung des Sicherheits-
niveaus von Talsperren.
Ca. 70% der Talsperrenbrüche traten innerhalb der ersten 10 Betriebsjahre auf, davon 45%
bereits im ersten Jahr. Staudämme waren in 80% der Talsperrenbrüche betroffen, wobei als
häufigste Ursache (bei 50% der Staudämme) ein Überströmen der Krone ermittelt worden ist,
gefolgt von den Ereignissen innere Erosion und Versagen des Absperrbauwerks. Bei Stau-
mauern trat ein Versagen infolge Überströmung lediglich bei 24% der Fälle ein, da die regi-
strierten Talsperrenbrüche im wesentlichen aufgrund eines Versagens des Absperrbauwerks
sowie eines Versagen des Untergrunds und der Widerlager eingetreten sind.
Des weiteren hat sich herausgestellt, daß sich ca. 70% aller Talsperrenbrüche und 60% der
Talsperrenbrüche mit mehr als 100 Toten an Absperrbauwerken mit einer Höhe unter 30 m
ereignet haben, d.h., daß ein Versagen hauptsächlich bei kleinen Talsperren beobachtet wor-
den ist. In 25% der Fälle traten Brüche in Dämmen kleiner Talsperren auf. Dabei muß berück-
sichtigt werden, daß weltweit eine große Anzahl von Talsperren in dieser Größenordnung exi-
stieren.
Weiterhin hat sich gezeigt, daß Bogenstaumauern die sichersten Bauwerke sind und im allge-
meinen Staumauern eine geringere Versagensrate aufweisen als Staudämme, u.a. bei Absperr-
bauwerken mit Höhen kleiner als 30 m.
Dennoch ist die Anzahl der Geschädigten im Fall eines Bruches einer Staumauer sehr viel
größer als bei einem Staudamm, da es sich in den meisten Fällen um ein schlagartiges Versa-
gen ohne Vorankündigung handelt.
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4 Modellvorstellungen für die Sickerströmung im und das
Spannungsverformungsverhalten von Fels
Klüftiger Fels besteht aus Gestein, dessen Zusammenhalt örtlich durch Trennflächen aufge-
hoben ist. Da der in der Natur anstehende Fels in einer Berechnung nicht in allen Einzelheiten
nachgebildet werden kann, wird als Grundlage einer felsmechanischen Berechnung der
Felsuntergrund durch ein Gefügemodell idealisiert. Das Gefügemodell setzt sich aus dem
Korngefügemodell und dem Trennflächengefügemodell zusammen. Es ist einerseits soweit zu
vereinfachen, daß es "berechenbar" bleibt, andererseits sind aber die mechanischen und hy-
draulischen Eigenschaften, d.h. die Verformbarkeit, Festigkeit und Wasserdurchlässigkeit des
Felses hinreichend genau nachzubilden.
Das Korngefüge eines Gesteins beschreibt die Art, Ausbildung und Anordnung der gesteins-
bildenden Minerale. Gesteine mit richtungslosem Korngefüge zeichnen sich durch ein isotro-
pes Verhalten bzgl. der Verformbarkeit und der Festigkeit aus. Gesteine mit einem flächigen
Korngefüge weisen hingegen ein anisotropes Verformungs- und Festigkeitsverhalten auf.
Das Trennflächengefüge beschreibt die Raumstellung, Lage und Ausbildung von Trennflä-
chen bzw. Trennflächenscharen im Fels. Die mechanischen Eigenschaften eines Felses wer-
den durch Trennflächen maßgeblich beeinflußt, da die Scherfestigkeit parallel zu den Trenn-
flächen und die Zugfestigkeit senkrecht dazu gegenüber den Festigkeiten in den anderen
Richtungen in der Regel deutlich niedriger sind. Darüber hinaus ist die Verformbarkeit des
Felses oftmals größer als die des ungeklüfteten Gesteins.
Auch das hydraulische Verhalten von klüftigem Fels wird durch die Trennflächen bestimmt,
die im Vergleich zum in der Regel annähernd undurchlässigen Gestein eine große Wasser-
durchlässigkeit aufweisen.
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3 Scharen weitgehend geschlossener Trennflächen      paralleler Trennflächen mit einer Störung
ld 4.1 Modelle für räumliche Trennflächengefüge [WITTKE, 1984]
her ergibt sich für die Verformbarkeit, die Festigkeit und die Wasserdurchlässigkeit eines
üftigen Felses in der Regel ein anisotropes Verhalten. In Bild 4.1 sind beispielhaft zwei
odelle für räumliche Trennflächengefüge dargestellt.
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4.1 Modellvorstellung für die Sickerströmung im Fels
Die Sickerströmung im Fels ist besonders im Talsperrenbau von großer Bedeutung. Für eine
wirtschaftliche Dimensionierung von Maßnahmen zur Abdichtung und Drainage des Felsun-
tergrundes sind daher Kenntnisse über die Wasserdurchlässigkeit des Felses erforderlich.
Grundlage für die Formulierung von Modellen zur Beschreibung der Wasserdurchlässigkeit
sind Gefügemodelle für klüftigen Fels. In vielen Modellen wird die Wasserdurchlässigkeit des
Gesteins im Vergleich zu der Durchlässigkeit der Trennflächen vernachlässigt, so daß die
Sickerströmung im geklüfteten Fels auf Strömungsvorgänge in den Trennflächen zurückge-
führt werden kann. In den meisten Anwendungsbereichen der Felshydraulik können dabei
laminare, parallele Strömungsverhältnisse in den Trennflächen angenommen werden. Ausge-
hend von den Gesetzmäßigkeiten der Spaltströmung in einer Trennfläche und von den Gefü-
gemodellen können Modellvorstellungen für die Sickerströmung im Fels abgeleitet werden.
Eine ausführliche Beschreibung der Sickerströmung in Fels ist WITTKE (1984, 1990) zu ent-
nehmen.
4.1.1 Wasserdurchlässigkeit von Fels
Die Wasserdurchlässigkeit eines geklüfteten Felses kann sowohl mit "diskreten" als auch mit
"homogenen" Modellen beschrieben werden. In diskreten Modellen werden einzelne Trenn-
flächen nachgebildet. Die Anwendung von diskreten Modellen ist jedoch mit einem großen
Aufwand bei der Übertragung der Trennflächen in das Berechnungsmodell und bei der Be-
rechnung verbunden. Homogene Modelle eignen sich, wenn die Abmessungen des Bauwerks
im Vergleich zum Trennflächenabstand groß sind. Im folgenden wird das von WITTKE (1984)
entwickelte homogene Modell zur Beschreibung der Sickerströmung im Fels erläutert.
Danach kann die Sickerströmung im Fels analog zur Sickerströmung im Boden durch das
Gesetz von Darcy beschrieben werden. Nach dem Gesetz von Darcy ist die Filtergeschwin-
digkeit vF proportional zum hydraulischen Gradienten I. Entsprechend wird die Filterge-
schwindigkeit vFT für die Durchströmung von Fels mit einer Trennflächenschar definiert (s.
Bild 4.2):
I
d
a2
kIkv itTFT ⋅⋅=⋅= (4.1)
Dabei wird die Durchlässigkeit des zwischen den Trennflächen liegenden Gesteins vernach-
lässigt. 2ai ist die mittlere Öffnungsweite und d  der mittlere Abstand der Trennflächen (s.
Bild 4.2). Für den Durchlässigkeitsbeiwert einer Trennfläche kt gilt bei paralleler, laminarer
Strömung:
( )
ν⋅⋅= 12
a2
gk
2
i
t (4.2)
mit g Erdbeschleunigung [m/s2]
2ai Trennflächenöffnungsweite [m]
ν kinematische Zähigkeit des Wassers [m3/s]
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Bild 4.2 Definition der Filtergeschwindigkeit im Fels mit einer Trennflächenschar [WITTKE, 1984]
Bei gefüllten Trennflächen ist für kt der Durchlässigkeitsbeiwert kf der Trennflächenfüllung
anzusetzen.
Bild 4.3 Projektion
[WITTKE,
Die Wasserdurchläs
Die Gleichung 4.1 
Trennflächenebenen
Trennflächenebene 
besitzt, so trägt dies
schwindigkeit nur d
nebene bei (s. Bild 4
Für den allgemeine
auf die Trennfläche
N {IT} des hydraulischen Gradienten {I} auf die Trennflächenebene
 1990]
sigkeit des Felses ist infolge des Trennflächengefüges richtungsabhängig.
beschreibt den Sonderfall, daß der hydraulische Gradient parallel zu den
 ausgerichtet ist. Wenn der hydraulische Gradient {I} nicht parallel zur
ausgerichtet ist, d.h. eine Komponente normal zur Trennflächenebene
e Komponente nicht zur Sickerströmung bei. Demnach trägt zur Filterge-
ie Projektion {IT} des hydraulischen Gradienten {I} auf die Trennfläche-
.3).
n dreidimensionalen Fall erhält man für das Darcysche Gesetz in einem
n bezogenen x'-y'-z'-Koordinatensystem folgende Beziehung:
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T
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Zur Beschreibung der Durchlässigkeit einer Trennflächenschar in einem raumfesten x-y-z-
Koordinatensystem ist eine Transformation des Durchlässigkeitstensors notwendig (s. Bild
4.3). Es gilt:
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(4.4)
mit [ ]
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ββαβα−βαα
ββα−βααβα−
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sincoscos²sinsincos²sin²cos1
kK TT (4.5)
Der Tensor [KT] beschreibt die Durchlässigkeit der Trennflächenschar T. Dabei entspricht α
dem Winkel zwischen der y-Achse des globalen Koordinatensystems und der Streichrichtung
der betrachteten Trennflächenschar. Falls die y-Achse in Nordrichtung weist, entspricht α
dem Streichwinkel. β entspricht dem Einfallwinkel.
Den Durchlässigkeitstensor [K] für einen Fels mit mehreren Trennflächenscharen erhält man
durch additive Überlagerung der Durchlässigkeitstensoren der einzelnen Trennflächenscha-
ren.
[ ] [ ]∑
=
= m
1i
i,TKK (4.6)
mit m Anzahl der Trennflächenscharen
Das verallgemeinerte Darcysche Gesetz für die Sickerströmung im Fels ergibt sich damit zu:
{ } [ ] { }IKvFT ⋅= (4.7)
Bei einer isotropen Durchlässigkeit des Felses ist der Durchlässigkeitstensor [K] nur in der
Hauptdiagonalen besetzt, wobei alle Elemente den gleichen Wert aufweisen.
4.1.2 Verwendetes Programmsystem
Die für die vorliegende Arbeit durchgeführten Sickerströmungsberechnungen werden mit
dem FE-Programmsystem HYD03 durchgeführt, das in [WITTKE, 1984, 1990] ausführlich
beschrieben ist. Auf der Grundlage der beschriebenen Modellvorstellung für die Sickerströ-
mung in klüftigem Fels werden mit dem Programmsystem HYD03 die Standrohrspiegelhöhen
h in den Knoten des gewählten FE-Netzes berechnet. Aus den Standrohrspiegelhöhen werden
die Potentialverteilung in dem untersuchten Bereich sowie die Lage der Sickerflächen bzw.
der freien Oberflächen des Grund- und Hangwassers ermittelt. Die Strömungs- und Auf-
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triebskräfte, die Filtergeschwindigkeiten, die hydraulischen Gradienten und die Durchfluß-
wassermengen können ebenfalls aus den Standrohrspiegelhöhen berechnet werden [WITTKE,
1984].
4.2 Modellvorstellung für das Spannungsverformungsverhalten von Fels
Das Spannungsverformungsverhalten von Fels ist eine wesentliche Voraussetzung für die
Beurteilung der Standsicherheit von Bauwerken. Die im folgenden beschriebene, von WITT-
KE (1984) formulierte Modellvorstellung erlaubt es, den durch das Korn- und Trennflächen-
gefüge bedingten Anisotropien der Verformbarkeit und Festigkeit des Felses Rechnung zu
tragen.
4.2.1 Elastisches Verhalten
Sowohl für das Gestein als auch für den Fels wird für Beanspruchungen, die unterhalb der
Festigkeit liegen, ein linear elastisches Spannungsdehnungsverhalten angenommen.
Bei einem richtungslosen Korngefüge ist das elastische Verhalten des Gesteins isotrop und
kann durch zwei Elastizitätskonstanten, den Elastizitätsmodul E und die Poissonzahl ν, be-
schrieben werden. Der Zusammenhang zwischen den Spannungen und Dehnungen ergibt sich
durch das verallgemeinerte Hooksche Gesetz wie folgt:
{σ}  =   [D] ⋅ {ε} (4.8)
mit {σ} = {σx, σy, σz, τxy, τyz, τzx}T
{ε} = {εx, εy, εz, γxy, γyz, γzx}T
und der Elastizitätsmatrix:
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(4.9)
Der Schubmodul G ergibt sich in Abhängigkeit von E und ν zu:
)1(2
E
G ν+= (4.10)
Bei Gesteinen mit einem flächigen Korngefüge ist das elastische Verhalten anisotrop. Es läßt
sich durch fünf voneinander unabhängige Elastizitätskonstanten beschreiben (transversale
Isotropie).
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Die Verformbarkeit eines klüftigen Felses für Beanspruchungen unterhalb der Festigkeit wird
wie beim Gestein durch die Elastizitätstheorie beschrieben. In Abhängigkeit vom Korngefüge
des Gesteins, von der Anzahl und Orientierung der Trennflächenscharen sowie von den
Trennflächentypen und -eigenschaften kann für das elastische Verhalten des Felses Isotropie,
transversale Isotropie oder in Ausnahmefällen Orthotropie bzw. allgemeine Anisotropie ange-
nommen werden. Die Elastizitätskonstanten des Felses beziehen die Verformbarkeit der
Trennflächen (Klüfte, Schicht- oder Schieferungsfugen) sowie Fehlstellen im Gestein, z.B.
kleine Hohlräume, mit ein und unterscheiden sich daher von den Elastizitätskonstanten des
Gesteins. Dies betrifft insbesondere die Elastizitätsmoduln, die aufgrund der höheren Ver-
formbarkeit der Trennflächen wesentlich geringer sein können als die des Gesteins.
4.2.2 Festigkeit
Ebenso wie die Verformbarkeit ist die Gesteinsfestigkeit abhängig vom Korngefüge. Gesteine
mit richtungslosem Korngefüge können hinsichtlich der Festigkeit als isotrop angesehen wer-
den. Bei Gesteinen mit flächigem Korngefüge stellen die Gefügeebenen in der Regel Ebenen
mit verminderter Festigkeit dar. Die Festigkeit in den von den Gefügeebenen abweichenden
Richtungen ist im allgemeinen höher. Ein Gestein mit flächigem Korngefüge ist daher hin-
sichtlich der Festigkeit normalerweise anisotrop.
Die isotrope Scherfestigkeit von Gesteinen mit richtungslosem Korngefüge bzw. mit flächi-
gem Korngefüge in den von der Gefügeebene abweichenden Richtungen wird durch das
Mohr-Coulombsche Bruchkriterium beschrieben.
τ = σ ⋅ tanϕG + cG (4.11)
mit τ Schubspannung im Bruchzustand
σ Normalspannung auf der Scherfläche
ϕG Reibungswinkel des Gesteins
cG Kohäsion des Gesteins
Aufgrund der Isotropie der Festigkeit stellt die Gleichung 4.11 im τ-σ-Diagramm die zu einer
Geraden idealisierte Einhüllende der Mohrschen Spannungskreise im Bruchzustand dar (s.
Bild 4.4a). Die Mohrschen Spannungskreise werden mittels der größten und der kleinsten
Hauptnormalspannung σ1 und σ3 definiert. Mit den am Mohrschen Spannungskreis geltenden
Beziehungen läßt sich die durch die Gleichung 4.11 beschriebene Bruchgerade auch durch die
Hauptnormalspannungen ausdrücken:
σ1 = (1+sinϕG) / (1-sinϕG) ⋅ σ3 + cG ⋅ (2 ⋅ cosϕG) / (1-sinϕG)  = 0 (4.12)
Diese Gleichung stellt sich im σ1-σ3-Diagramm als Gerade dar (s. Bild 4.4b).
Das oben erläuterte Bruchkriterium kann auch in Form einer Funktion F formuliert werden:
F = τ - σ ⋅ tanϕG - cG = 0 (4.13)
F = ½ σ1 (1-sinϕG) - ½ σ3 (1+sinϕG) - cG ⋅ cosϕG = 0 (4.14)
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 tan β = (1+sinϕG)/(1-sin ϕG)
 σdG = cG (2cos ϕG)/(1-sin ϕG)
a) im τ-σ-Diagramm    b) im σ1-σ3-Diagramm
Bild 4.4 Mohr-Coulombsches Bruchkriterium und "Tension Cut-Off"-Kriterium für isotrope
Festigkeit
Bei F > 0 befindet sich der Spannungszustand oberhalb der Bruchgeraden (s. Bild 4.4) und die
Scherfestigkeit des Gesteins ist überschritten. Für Spannungszustände auf der Bruchgeraden
nimmt die Funktion gerade den Wert Null an. Bei F < 0 liegt der Spannungszustand unterhalb
der Bruchgeraden und das Gestein verhält sich elastisch. Die Funktion F wird auch als Fließ-
funktion bezeichnet.
Für Zugbruch wird angenommen, daß das Aufreißen des Gesteins senkrecht zur Richtung
derjenigen Hauptspannung erfolgt, in der die Zugfestigkeit σtG überschritten wird. Mit der
Vereinbarung, daß Zugspannungen negativ sind und die Zugfestigkeit σtG als positiver Wert
angegeben wird, kann dieses Kriterium sowohl im τ-σ-Diagramm als auch im σ1-σ3-
Diagramm durch folgende senkrechte Gerade beschrieben werden (s. Bild 4.4):
σ3 = -σtG (4.15)
Auf der rechten Seite dieser Geraden gilt das oben beschriebene Bruchkriterium für
Schubbruch, während Spannungszustände, die einem Punkt auf der Geraden oder links von
dieser entsprechend zu einem Zugbruch führen. Diese Kombination der Bruchkriterien für
Zug- und Schubbruch wird als "Tension-Cut-Off"-Kriterium bezeichnet. Das Kriterium für
Zugbruch lautet als Fließfunktion F formuliert:
F = -σ3 - σtG (4.16)
Auch bei Gesteinen mit flächigem Korngefüge wird zur Beschreibung der Scherfestigkeit auf
der Gefügeebene das Mohr-Coulombsche Bruchkriterium verwendet. Es wird für die resultie-
rende Schubspannung τres in dieser Ebene und die zugehörige Normalspannung σn formuliert.
τres = σn ⋅ tanϕT + cT (4.17)
bzw. F = τres - σn ⋅ tanϕT – cT = 0 (4.18)
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mit τres resultierende Schubspannung parallel zur Trennfläche bzw. Gefügeebene
σn Normalspannung auf der Scherfläche
ϕT Reibungswinkel der Trennflächen
cT Kohäsion der Trennflächen
Bild 4.5 Mohr-Coulombsches Bruchkriterium für eine Ebene mit verminderter Scherfestigkeit
Für einen Zugbruch senkrecht zur Gefügeebene des flächigen Korngefüges wird das folgende
Bruchkriterium verwendet:
σn = - σtT (4.19)
F = -σn - σtT (4.20)
Die Kombination dieser Bruchkriterien für Schub und Zug ist in Bild 4.5 dargestellt. Die auf
der Gefügeebene wirkende Normalspannung und die parallel zu dieser Ebene wirkende resul-
tierende Schubspannung lassen sich im allgemeinen Fall aus dem jeweiligen, im raumfesten
x-y-z-Koordinatensystem angegebenen Spannungszustand {σn} ermitteln. Die Verringerung
der Festigkeit auf den Gefügeebenen wird dabei durch die Wahl entsprechender Scherpara-
meter ϕT und cT sowie der Zugfestigkeit σtT berücksichtigt.
Die Festigkeit von geklüftetem Fels ergibt sich aus der Überlagerung der Gesteinsfestigkeit
und der Festigkeit der Trennflächen. Dabei stellen die Gefügeebenen bei Gesteinen mit flä-
chigem Korngefüge ebenso wie die Trennflächen in der Regel Ebenen mit verminderter Fe-
stigkeit dar.
4.2.3 Viskoplastisches Verhalten
Wie bereits erwähnt wird angenommen, daß Spannungen unterhalb der Festigkeit ausschließ-
lich zu elastischen Dehnungen führen. Erst nach Überschreiten der Festigkeit treten irrever-
sible Dehnungen auf. Diese weisen häufig eine ausgeprägte Zeitabhängigkeit auf und werden
als viskoplastische Dehnungen bezeichnet. Zur Berechnung dieser Dehnungen wird die Theo-
rie der Viskoplastizität verwendet. Dabei wird von den auf die Zeit bezogenen viskoplasti-
schen Dehnungsraten { ε& vp} ausgegangen. Diese werden beispielsweise bei Festigkeitsüber-
schreitungen im isotropen Gestein durch die Ableitung einer skalaren Größe QG, des soge-
nannten plastischen Potentials, nach den Komponenten des Spannungsvektors bestimmt:
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d &  für FG > 0 (4.21)
mit ηG Viskosität des Gesteins bei viskoplastischen Dehnungen
FG Bruchkriterium des Gesteins
Gleichung 4.21 wird Fließregel genannt. Das plastische Potential QG ist analog zur Funktion F
definiert. Für einen Schubbruch im isotropen Gestein nimmt QG folgende Form an:
GGG3G1G cosc)sin1(
2
1
)sin1(
2
1
Q ψ⋅−ψ+⋅σ⋅−ψ−⋅σ⋅= (4.22)
mit ψG Dilatanzwinkel
Bei ψG = ϕG ergibt sich QG = FG. In diesem Fall spricht man von einer assoziierten Fließregel.
Mit dieser Fließregel wird die viskoplastische Volumendehnung häufig überschätzt. Daher
verwendet man in der Regel einen Dilatanzwinkel, der kleiner als ϕG ist, so daß QG ≠ FG gilt
(nicht assoziierte Fließregel).
Der Zugbruch im isotropen Gestein wird durch eine assoziierte Fließregel beschrieben:
QG = FG = -σ3 - σtG (4.23)
Die viskoplastischen Dehnungen lassen sich aus den Dehnungsraten durch Integration über
die Zeit berechnen:
{ } { }∫ ε=ε t
0
vpvp dt)t( & (4.24)
Wegen der mit den viskoplastischen Dehnungen verbundenen Spannungsumlagerungen im
System ist im allgemeinen Fall die Funktion FG zeitabhängig, und die Integration in Glei-
chung 4.24 ist in der Regel nur näherungsweise durchführbar. Es kann dann ein numerisches
Verfahren verwendet werden, bei dem in einer Zeitschrittberechnung ausgehend bei t = 0 in
Zeitschritten ∆t die Zunahme der viskoplastischen Dehungen und die Änderung der Spannun-
gen für Zeitpunkte t = ∆t, 2∆t, 3∆t, ... berechnet werden. Dabei wird angenommen, daß {ε& vp}
während eines Zeitschrittes konstant bleibt.
Die Fließregel zur Berechnung viskoplastischer Dehnungen für Fels mit n Trennflächenscha-
ren (T1 bis Tn) und einer Schieferung (S) ergibt sich aus der Summe der Dehnungsraten für
das Gestein und die einzelnen Gefügeelemente:
{ } { } { } { }∑= σ∂
∂⋅⋅η+σ∂
∂⋅η+σ∂
∂⋅⋅η=ε
n
1i
Ti
Ti
Ti
S
S
G
G
G
vp QF
1Q1Q
F
1& (4.25)
Dabei wird vorausgesetzt, daß die Festigkeit im Gestein, auf der Schieferung und auf den
Trennflächen jeweils überschritten wird. Anderenfalls entfällt der entsprechende Summand.
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Zur Berechnung der Spannungen werden die gesamten Dehnungen in den elastischen und
viskoplastischen Anteil aufgeteilt:
{ } { } { }vpel ε+ε=ε (4.26)
Davon führen lediglich die elastischen Dehnungen zu Spannungen, für die nach Gleichung
4.8 gilt:
{ } [ ] { }elD ε⋅=σ (4.27)
Aus den gesamten Dehnungen berechnen sich die Spannungen demnach wie folgt:
{ } [ ] { } { }( )vpD ε−ε⋅=σ (4.28)
Diese Gleichung stellt die gewählte Spannungsdehnungsbeziehung für Fels dar.
4.2.4 Verwendete Programmsysteme
Die in den Kapiteln 7 und 8 beschriebenen Berechnungen werden mit numerischen Berech-
nungsverfahren nach der Methode der finiten Elemente durchgeführt.
Für die Standsicherheitsberechnungen wurde das Programmsystem FEST03 verwendet, das
auf der oben beschriebenen elastisch-viskoplastischen Spannungsdehnungsbeziehung für Fels
basiert (WITTKE, 1984).
Um Spannungen und Verformungen in Mauer und Untergrund infolge einer Beanspruchung
durch Temperaturänderungen zu erfassen, wurden außerdem mit dem Programmsystem SAP
IV [BATHE, WILSON, PETERSON, 1974] Berechnungen durchgeführt. Dieses berücksichtigt
sowohl für das Mauerwerk als auch für den Fels eine linear elastische Spannungsdehnungsbe-
ziehung.
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5 Grundlagen der probabilistischen Zuverlässigkeitsanalyse 
Bei dem Sicherheitskonzept auf probabilistischer Basis werden alle wesentlichen Einflußgrö-
ßen als statistisch verteilt angenommen. In einem mechanischen Modell wird das Zusammen-
wirken dieser Einflußgrößen erfaßt und der Zustand des Bauwerks als Funktion von einwir-
kenden (S) und widerstehenden (R) Einflußgrößen beschrieben. 
Die Aufgabe einer Standsicherheitsuntersuchung ist es, herauszufinden, ob das Bauwerk oder 
einzelne Teile des Bauwerks sich im Zustand des Versagens befinden. Unter einem Versagen 
ist allerdings nicht nur die Gefahr eines Bruches oder Einsturzes zu verstehen, sondern schon 
der Zustand, in dem das Bauwerk seine geforderte Gebrauchstauglichkeit verliert (z.B. unzu-
lässig große Verformungen).  
Aus diesen Gründen werden zwei Grenzzustände unterschieden: 
 - der Grenzzustand der Tragfähigkeit: 
Ein versagensähnlicher Zustand, der durch den Verlust des Gleichgewichts, der Sta-
bilität usw. hervorgerufen wird (z.B. Kippen, Gleiten, Bruch eines Bauteils). 
 - der Grenzzustand der Gebrauchstauglichkeit: 
Ein Zustand, bei dem die beabsichtigte Nutzung des Bauwerks eingeschränkt ist (z.B. 
unzulässige Rißbildung, unerträgliche Schwingungen, Schwächung durch Korrosi-
on). 
Darüber hinaus ist die Dauerhaftigkeit des Bauwerks nachzuweisen. 
Die Zuverlässigkeit eines Bauwerks entspricht somit der Wahrscheinlichkeit, mit der während 
der geplanten Nutzungsdauer die oben aufgeführten Grenzzustände nicht überschritten werden 
und die Dauerhaftigkeit des Bauwerks erhalten bleibt. 
5.1 Statistische Beschreibung der Eingangsdaten 
Die Basisvariablen sind durch ein geeignetes stochastisches Modell, welches das tatsächliche 
Verhalten der Einflußgrößen simuliert, zu beschreiben. 
Sie lassen sich unterteilen in [SCHNEIDER, 1996]: 
- Umweltvariable wie Wind, Schnee, Erdbeben, Temperatur usw., die stochastische Prozesse 
in der Zeit beschreiben und vom Menschen nicht bzw. kaum kontrolliert werden können. 
- Bauwerksvariable wie Abmessungen und Baustoffeigenschaften etc. 
- Nutzungsvariable wie Nutzlasten, Verkehrslasten usw., die ebenfalls stochastische Prozesse 
in der Zeit beschreiben. 
Bei künstlichen Baustoffen sind die statistischen Verteilungen mit Mittelwert und Standard- 
abweichung aufgrund des Herstellungsprozesses und der Qualitätskontrollen im allgemeinen 
bekannt [ALBER, 1992]. Bei einem Boden bzw. Fels sind die Kennwerte sowie deren statisti-
sche Verteilungen zunächst nicht bekannt [ALBER, 1992]. In Baugrunduntersuchungen kön-
nen die statistischen Parameter der Einflußgrößen lediglich geschätzt werden. Zum einen steht 
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nur eine geringe Probenanzahl zur Verfügung, zum anderen sind die versuchstechnisch be-
stimmten Kennwerte infolge der Untersuchung von gestörten Proben und fehlerhafter Ver-
suchsdurchführung fehlerbehaftet [v. SOOS, 1982, 1983]. Die Voraussetzung für eine Sicher-
heitsuntersuchung auf probabilistischer Grundlage ist jedoch die Verfügbarkeit einer ausrei-
chenden Datenmenge. Bei einem geringen Stichprobenumfang können die statistischen Para-
meter jedoch in Anlehnung an vergleichbare Problemstellungen nur geschätzt werden. 
Die statistische Verteilung einer boden- bzw. felsmechanischen Einflußgröße wird üblicher-
weise durch eine Normal-, Lognormal- oder Exponentialverteilung beschrieben [ALBER 1987, 
1992]. Die meisten boden- und felsmechanischen Einflußgrößen haben eine natürliche untere 
Grenze im Wert "Null" [ALBER, 1987]. Die Lognormalverteilung ist ebenfalls nur für Werte 
größer "Null" definiert, wogegen der Wertebereich der Normalverteilung von "-" bis "+" 
reicht. Eine Lognormalverteilung entsteht durch Multiplikation von mit einer Streuung behaf-
teter Einzeleinflüssen, die dem überwiegend multiplikativen Charakter vieler Regressionsmo-
delle entspricht. Eine Normalverteilung entsteht dagegen durch die additive Verknüpfung der 
Einzeleinflüsse [ALBER, 1987]. Somit stellt die Lognormalverteilung oftmals eine bessere 
Approximation der statistischen Verteilungen von Einflußgrößen dar [DGEG, 1988; ALBER, 
1987, 1992]. 
Die statistische Verteilung von boden- und felsmechanischen Einflußgrößen wird durch Mit-
telwert und Standardabweichung (Streuung der Einzelwerte) beschrieben. Dabei wird der e-
benfalls einer Streuung unterworfene Schätzwert des Mittelwertes als normalverteilt ange-
nommen [DGEG, 1988]. Die Einzelwerte streuen z.T. wegen ihres geringen räumlichen Ab-
standes nicht unabhängig voneinander, sondern zeigen eine Autokorrelationsstruktur, die wie-
derum die Standardabweichung beeinflußt [DGEG, 1988; v. SOOS, 1982, 1983; PEINTINGER, 
1982]. 
Im allgemeinen können sowohl bodenmechanische Einflußgrößen wie Dichte oder Wasserge-
halt als auch geometrische Größen aufgrund ihrer geringen Streuungen als Konstanten und 
somit als deterministische Größen behandelt werden. Sie werden durch ihren Mittelwert und 
eine Standardabweichung von  = 0 beschrieben. Einflußgrößen der Festigkeits- und Verfor-
mungseigenschaften sowie der Wasserdurchlässigkeit von Boden und Fels werden als statis-
tisch verteilt angenommen. Seltene Einwirkungen wie Erdbeben werden meist durch eine Ex-
tremwertverteilung beschrieben. 
5.2 Analyse von Grenzzuständen 
Bauwerke sind so zu bemessen, daß sie gegenüber dem Erreichen der Tragfähigkeit oder der 
Gebrauchstauglichkeit eine ausreichende Sicherheit aufweisen. Der Zustand Z eines Bauwerks 
kann durch voneinander unabhängige Zufallsgrößen Xi beschrieben werden: 
 Z  =  g(Xi) (5.1) 
Z kann auch durch resultierende Widerstände R und resultierende Einwirkungen S als Funkti-
on von Xi ausgedrückt werden: 
 Z  =  g (R,S)  =  R(Xi) – S(Xi) (5.2) 
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Die Zustandsfunktion Z beschreibt den Sicherheitsabstand zwischen den Widerständen R des 
Bauwerks und den Einwirkungen S. Alternativ kann Z auch folgendermaßen definiert werden: 
 Z  =  g (R,S)  =  R(Xi)/S(Xi) - 1 (5.3) 
Definitionsgemäß gilt: 
 Z  >  0  Grenzzustand nicht erreicht, kein Versagen 
 Z  =  0  Grenzzustand, gerade Versagen 
 Z  <  0  Grenzzustand überschritten, Versagen 
Es wird angestrebt, daß der Zustand Z  0 nur mit einer geringen Wahrscheinlichkeit (pf) er-
reicht wird. 
Im allgemeinen Fall sind sowohl die Widerstände R als auch die Einwirkungen S voneinander 
unabhängige Zufallsgrößen, deren Realisationen r und s im Bauwerk unbekannt sind [KÖNIG, 
HOSSER, SCHOBBE, 1982]. 
Bild 5.1 zeigt die Verteilungsdichten fS(s) und fR(r) mit den Mittelwerten S, R und den 
Standardabweichungen S, R für die Zufallsgrößen S und R. Die dargestellten Funktionen 
werden als normalverteilt angenommen. 
FR(x)
fS(s)
r,s,x
fR,fS
s Rx
ss
R R
fS(x)
fR(r)
 
Bild 5.1 Verteilungsdichten der Zufallsgrößen S und R 
Die Wahrscheinlichkeit, daß R kleiner als ein Wert x ist, entspricht der Verteilungsfunktion 
von R an der Stelle x. 
 P(R<x) = FR(x) (5.4) 
Die Wahrscheinlichkeit, daß S den Wert x annimmt, ergibt sich aus dem Wert der Vertei-
lungsdichte von S an der Stelle x. 
 P(S=x) = fS(x) (5.5) 
Die Wahrscheinlichkeit, daß beide Bedingungen erfüllt sind, berechnet sich aus dem Produkt 
beider Wahrscheinlichkeiten: 
 pf = P(R<x  S=x) =  fS(x)FR(x) dx = 1 -  FS(x)fR(x) dx (5.6) 
46
pf wird auch als Versagenswahrscheinlichkeit bezeichnet. Die Verteilungsdichte fZ(z) der
Zustandsfunktion Z = R(Xi) – S(Xi) besitzt nach dem Additionstheorem von Normalvertei-
lungen den Mittelwert µZ = µR - µS und die Standardabweichung σZ² = σR² + σS² (s. Bild 5.2).
Versagen kein Versagen
0
0
fz(z)
fR(r),fS(s)
r,s
z
Z
σS
µR
σR
σZ
µS
µZβ·σZ
pf
β·σZ
R
S
Bild 5.2 Verteilungsdichte der Zustandsfunktion
Für den Versagensfall (Z<0) entspricht die Versagenswahrscheinlichkeit pf dem Flächeninte-
gral des in Bild 5.2 schraffierten Bereiches. Die Versagenswahrscheinlichkeit ist von dem
sogenannten Sicherheitsindex β abhängig, der sich aus dem Verhältnis zwischen dem Ab-
stand der Mittelwerte µZ und der Standardabweichung σZ berechnen läßt:
( )
( )σσ +
µ−µ=σ
µ=β
2
S
2
R
SR
Z
Z (5.7)
Die Bedingung  µZ = µR - µS ≥ β⋅σZ wird als Bemessungsgleichung bezeichnet.
Die sogenannten Wichtungsfaktoren αR und αS geben den Einfluß der jeweiligen Basisvaria-
blen auf die Versagenswahrscheinlichkeit an.
( )σσ +
σ=α
2
S
2
R
R
R ( )σσ +
σ=α
2
S
2
R
S
S (5.8) und (5.9)
Damit ergibt sich die Bemessungsgleichung  µR - µS ≥ β⋅σZ  wie folgt zu:
µR - αR⋅β⋅σR ≥ µS + αS⋅β⋅σS
⇒ r*     ≥     s* (5.10)
In der gemeinsamen Darstellung der Verteilungsdichten des Widerstandes R und der Einwir-
kungen S in Bild 5.3 überlappen sich die Verteilungen. Es treten also zufällige Kombinatio-
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nen auf, für die R ≤ S ist. Die Eintrittswahrscheinlichkeit dieser Kombinationen ist die Versa-
genswahrscheinlichkeit. Die Werte r und s, die zu Z = 0 führen und am wahrscheinlichsten
auftreten, definieren den Bemessungspunkt P* für den gilt Z = r* - s* = 0 [OCHMANN, 1988].
fR,fS
fS(s)
fR(r)
r,s
β·αS·σS β·αR·σR
µS µR
s* =  r*
Bild 5.3 Bemessungswerte r*, s*
Für voneinander unabhängige normalverteilte und nicht normierte Zufallsgrößen R und S
zeigt Bild 5.4 die zweidimensionale Verteilungsdichte fR,S(r,s) sowie die Randverteilungen
fR(r) und fS(s). Die Linien gleicher Verteilungsdichte fR,S(r,s) verlaufen ellipsenförmig, da die
Zufallsgrößen R und S unterschiedliche Standardabweichungen haben. Die Grenzzustandsbe-
dingung Z = 0 unterteilt die zweidimensionale Verteilungsdichte fR,S(r,s) in einen Überlebens-
und einen Versagensbereich.
Im dreidimensionalen Raum stellen die Linien gleicher Verteilungsdichte Höhenlinien dar (s.
Bild 5.4) Das Volumen des durch die Höhenlinien beschriebenen Wahrscheinlichkeitshügels
beträgt "1". Dabei entspricht das Volumen des nicht schattierten Bereiches der Zuverlässig-
keit r und das des schattierten Bereiches der Versagenswahrscheinlichkeit pf.
Die Bemessungswerte r* und s* stellen im Fall einer zweidimensionalen Verteilungsdichte
die Koordinaten des Bemessungspunktes P* dar (s. Bild 5.3). Der Bemessungspunkt P* liegt
auf der Grenzzustandsgeraden an der Stelle mit der größten Verteilungsdichte (s. Bild 5.4).
Linien gleicher Verteilungsdichte
fR,S(r,s) = const.
fS(s)
fR(r)
_
s
_
r
VersagenÜberleben
Z = 0
Einwirkungen s
Widerstand r
                              
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Z = 0
s
fR,S(r,s)
P*
r
Bild 5.4 Zweidimensionale Verteilungsdichte mit Randverteilungen und Grenzzustandsbedingung
in ebener und dreidimensionaler Darstellung (Wahrscheinlichkeitshügel)
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In der Regel ist eine einfache Darstellung der Zustandsfunktion in zwei- oder dreidimensio-
naler Form nicht möglich, da es mehr als zwei Zufallsgrößen Xi gibt, die nicht normalverteilt,
korreliert und nichtlinear sein können [TRUNK, 1993].
Eine Verallgemeinerung auf mehrere Variable, nichtlineare Funktionen und beliebige Ver-
teilungen bietet die auf HASOFER und LIND [SCHNEIDER, 1996] zurückgehende Methode,
bei der die Zufallsvariablen R und S auf u1 und u2 standardisiert bzw. transformiert werden.
R = U1⋅σR + µR S = U2⋅σS + µS (5.11) und (5.12)
Die Variablen Ui sind normalverteilt und haben den Mittelwert "0" und die Standardabwei-
chung "1", d.h., der Nullpunkt verschiebt sich in die Mitte der Verteilung (s. Bild 5.5).
Für n Einflußgrößen Xi kann der Grenzzustand ermittelt werden. Eine graphische Darstellung
im n-dimensionalen Raum ist jedoch nicht möglich. Im Fall, daß sich für die Grenzzustands-
gleichung bei vielen Einflußgrößen keine geschlossene Formel angeben läßt oder die Grenz-
zustandsgleichung nicht linear ist, kann diese durch eine Taylor-Reihen-Entwicklung linear
approximiert werden [SCHNEIDER, 1996].
Im allgemeinen Fall sind die im folgenden skizzierten Schritte zur Bestimmung des wahr-
scheinlichsten Versagenspunktes notwendig [TRUNK, 1993].
1. Transformation der in der Regel nicht standardnormalverteilten und unter Umständen
korrelierten Zufallsvariablen Xi in unkorrelierte, standardnormalverteilte Zufallsvaria-
ble Ui (Übergang vom sogenannten X-Raum in den sogenannten U-Raum).
2. Anwendung eines numerischen Optimierungsverfahrens, um den Punkt mit der größ-
ten Dichte im Versagensbereich, den ß-Punkt, zu finden.
3. Linearisierung oder parabolische Näherung der Grenzzustandsgleichung im Lösungs-
punkt mit Hilfe einer TAYLOR-Entwicklung zur Ermittlung des Wertes ß für den Si-
cherheitsindex und der daraus berechneten Versagenswahrscheinlichkeit p
f
.
Im folgenden wird das Grundkonzept der "Zuverlässigkeitsmethode 1. Ordnung" in knapper
Form vorgestellt. Eine ausführliche Beschreibung der probabilistischen Zuverlässigkeitsana-
lyse ist von HOSSER, KÖNIG, SPREY in [DGEG, 1988] veröffentlicht worden.
5.2.1 Lineare Grenzzustandsgleichung
Unter der Annahme, daß X ein Vektor voneinander unabhängiger, normalverteilter Zufallsva-
riablen Xi ist und daß der Versagensbereich durch eine Hyperebene (Grenzzustandsgleichung
1. Ordnung: in ebener Darstellung – Tangente, in dreidimensionaler Darstellung – ebene Flä-
che) begrenzt wird, ist Z - ebenfalls normalverteilt - durch eine lineare Gleichung gegeben.
0Z Xaa i
n
1i
i0 =⋅+= ∑= (5.13)
Der Mittelwert von Z ergibt sich zu
µ∑µ ⋅+=
= i
n
1i
i0Z aa (5.14)
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und die Standardabweichung zu ∑σ
=
σ⋅= n
1i
2
iiZ )(a   (5.15)
Die Wichtungsfaktoren αi beschreiben den Einfluß der jeweiligen Variable Ui auf die
Standardabweichung bzw. die Versagenswahrscheinlichkeit (s. Bild 5.5) [DGEG, 1988].
Z
ii
i
a
σ
⋅= σα (5.16)
Der Sicherheitsindex β ergibt sich zu:
Z
Z
σ=β
µ
(5.17)
Werden R und S standardisiert, so ist αi · Ui eine standardnormalverteilte Größe. Der Vektor
α entspricht den Richtungscosinus der Hyperebene. Es gilt  ∑αi2 = 1. Der Wert ß gibt den
geringsten Abstand der Hyperebene vom Koordinatenursprung an (s. Bild 5.5).
In Bild 5.5 ist neben der zweidimensionalen Darstellung der standardnormalverteilten Ver-
teilungsdichte und den Randverteilungen f(x1), f(x2) die ebenfalls transformierte Grenzzu-
standsbedingung dargestellt. Die Grenzzustandsbedingung Z = 0 unterteilt die zweidimensio-
nale Verteilungsdichte in einen Überlebens- und einen Versagensbereich. Die im Versagens-
bereich liegende Fläche der Verteilungsdichte beschreibt die Versagenswahrscheinlichkeit (s.
Bild 5.5). Die Linien gleicher Verteilungsdichte verlaufen kreisförmig. Ihr gemeinsamer
Mittelpunkt liegt im Koordinatenursprung des U - Koordinatensystems. Der Wahrscheinlich-
keitshügel weist somit eine symmetrische Form auf. Die zugehörige Dichtefunktion entspricht
einer eindimensionalen Standardnormalverteilung.
        
        
        
Bemessungspunkt P*
 Z = 0
Verteilungsdichte
Versagenswahr-
scheinlichkeit
Z > 0
Z < 0
X2
X1
f(x1)
f(x2)
µx1
µx2
β
u2 = α2 · β
U1
U2u1 = α1 · β
x1*
x2*
Bild 5.5 Zweidimensionale Darstellung der Verteilungsdichte und der Randverteilungen
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Die Versagenswahrscheinlichkeit pf berechnet sich aus der Verteilungsfunktion Φ  der Gauß-
schen Normalverteilung zu:
( )  ≤⋅+= β−≤⋅=β−Φ= ∑α∑α == 0uPUPp i
n
1i
i0i
n
1i
if a (5.18)
Für Werte ß > 2,2 kann näherungsweise die folgende Lösung verwendet werden (s. z.B.
HARR (1977) und Bild 8.1):


 β−⋅πβ=β−Φ 2exp2
1
)(
2
(5.19)
Die Zuverlässigkeit ergibt sich zu:
r = 1 - pf (5.20)
5.2.2 Nichtlineare Grenzzustandsgleichung
Für normalverveilte Basisvariable und durch lineare Grenzzustandsgleichungen beschriebene
Grenzzustandsflächen ist die oben genannte Lösung mathematisch exakt. Sind dagegen die
Basisvariablen nicht normalverteilt, oder ist die Zustandsgleichung Z nicht linear, treten Un-
genauigkeiten in der Ermittlung der Versagenswahrscheinlichkeit auf [DGEG, 1988]. Sind die
Basisvariablen nicht normalverteilt, so können sie mit Hilfe einer geeigneten Transformation
in standardnormale Verteilungen überführt werden.
Liegt eine nichtlineare Grenzzustandsgleichung vor, muß die durch sie beschriebene Grenz-
zustandsfläche durch eine Hyperebene approximiert werden, um die Versagenswahrschein-
lichkeit nach der zuvor für eine lineare Grenzzustandsgleichung abgeleiteten Beziehung be-
stimmen zu können (s. Bild 5.6).
Z > 0
Z < 0
Z < 0
Z > 0
U1
U2
Grenzzustandsfläche
Hyperebene
-1
-1
-2
-2
1 2
2
1
β
P*
Bild 5.6 Approximation der Grenzzustandsfläche durch eine Hyperebene [nach DGEG, 1988]
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Im folgenden wird ein möglicher Iterationsalgorithmus zur Bestimmung des wahrscheinlich-
sten Versagenspunktes (ß-Punkt) vorgestellt, der ebenfalls in [DGEG, 1988] ausführlich be-
schrieben ist.
Im Bereich des Bemessungspunktes P* wird die Grenzzustandsgleichung linearisiert, indem
eine Taylorreihenentwicklung durchgeführt wird. Dabei werden jedoch nur die linearen Glie-
der berücksichtigt. Durch die Berechnung der Gradienten δZ/δXi der Grenzzustandsfläche an
der Stelle P* läßt sich die Linearisierung im Punkt P* durchführen.
0
*X
Z
)x()x(ZZ
n
1i i
*
ii
*
i X =∂
∂−+≈ ∑
=
(5.21)
∑ ∑
= =
=∂
∂⋅+∂
∂⋅−≈ n
1i
n
1i i
i
i
*
i
*
i 0
*X
Z
X
*X
Z
x)x(ZZ (5.22)
Mit  
*X
Z
a
i
i ∂
∂=   und  xa *in
1i
i
*
io )x(Za ⋅−= ∑=   ergibt sich die Grenzzustandsgleichung in
allgemeiner Form zu:
∑
=
⋅+= n
1i
ii0 XaZ a (5.23)
und in standardisierter Form zu:
∑
=
⋅+= n
1i
ii0 UaZ a (5.24)
Wenn über die Größe des Sicherheitsindizes ß und der Wichtungsfaktoren αi bereits Erfah-
rungswerte vorliegen, sind oft nur wenige Iterationen zur hinreichend genauen Ermittlung der
ß- und pf-Werte notwendig. Durch Einsetzen von geschätzten Koordinaten xi* bzw. ui* in die
Grenzzustandsgleichungen erhält man einen Wert für den Grenzzustand Z, der i.a. ungleich
"Null" sein wird. Der geschätzte Punkt P* liegt also nicht auf der Grenzzustandsfläche (s.
Bild 5.7). Als Startwerte bieten sich ggf. die Mittelwerte µi an. Der Mittelwert µZ und die
Standardabweichung σZ ergeben sich entsprechend den Gleichungen für eine lineare Grenz-
zustandsgleichung zu:
µ∑µ ⋅+=
= i
n
1i
i0Z aa (5.25)
∑σ
=
σ⋅= n
1i
2
iiZ )(a (5.26)
Für den Sicherheitsindex β und die Wichtungsfaktoren αi gilt:
Z
Z
σ=β
µ
und 
Z
ii
i
a
σ
⋅= σα (5.27) und (5.28)
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Die Koordinaten des geschätzten Bemessungspunktes P* ergeben sich zu:
iii
*
ix σ⋅β⋅−= αµ bzw. β⋅α−= i*iu (5.29) und (5.30)
Der Iterationsalgorithmus wird solange durchgeführt, bis in zwei aufeinanderfolgenden Itera-
tionsschritten der Sicherheitsindex ß eine vorgegebene Fehlerschranke nicht überschreitet.
Zustand Z
durch den Einfluß der Wichtungsfaktoren αi
verschiebt sich der Durchstoßpunkt
Z(3)
Zi*
(2)
Zi*
(1)
Z(2)
Z(1)
u
ui
(1) ui
(2) ui
(3)ui*
(2)ui*
(1) ui
(4)ui*
(3)
Bild 5.7 Darstellung des Iterationsalgorithmus
In Abhängigkeit von der jeweiligen Sicherheitsklasse, welche die Folgen eines Ereignisses
berücksichtigt, sind in der GruSiBau (1981) für die Grenzzustände der Gebrauchsfähigkeit
und der Tragfähigkeit Grenzwerte für den Sicherheitsindex β und die Versagenswahrschein-
lichkeit pf angegeben (s. Tabellen 5.1 und 5.2).
Mögliche Folgen von Gefährdungen, die im Hinblick auf
die Tragfähigkeit die Gebrauchstauglichkeit
Klasse
Keine Gefahr für Menschenleben und
geringe wirtschaftliche Folgen
Geringe wirtschaftliche Folgen,
geringe Beeinträchtigung der Nutzung 1
Gefahr für Menschenleben und/oder
Beachtliche wirtschaftliche Folgen
Beachtliche wirtschaftliche Folgen, beachtli-
che Beeinträchtigung der Nutzung 2
Große Bedeutung der baulichen Anlage
für die Öffentlichkeit
Große wirtschaftliche Folgen,
große Beeinträchtigung der Nutzung 3
*) Besteht bei Verlust der Gebrauchstauglichkeit Gefahr für Leib und Leben (z.B. Undichtigkeit von
     Behältern und Leitungen mit gefährlichen Stoffen), so wird dieser wie ein Verlust der Tragfähigkeit
     behandelt.
Tabelle 5.1 Sicherheitsklassen [nach GruSiBau, 1981]
Da bei dem Einsturz von Bauwerken Menschen gefährdet werden können, wird für den
Grenzzustand der Tragfähigkeit eine um den Faktor 10-3 geringere Versagenswahrscheinlich-
keit gefordert, als für den Grenzzustand der Gebrauchstauglichkeit. Bei einem Versagen in-
folge Überschreiten des Grenzzustands der Gebrauchstauglichkeit fallen aufgrund der einge-
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schränkten Nutzung des Bauwerks "lediglich" Kosten an, deren Höhe vom Ausmaß des Scha-
dens abhängen.
Sicherheitsklasse
Grenzzustand
1 2 3
der Gebrauchstauglichkeit (Rißbildung, Schwingungs-
empfindlichkeit)
ß = 2,0
pf = 10
-2
ß = 2,5
pf = 5⋅10-3
ß = 3,0
pf = 10
-3
der Tragfähigkeit (Kollaps, Bruch, Gleiten, Instabilität) ß = 4,2
pf = 10
-5
ß = 4,7
pf = 10
-6
ß = 5,2
pf = 10
-7
Tabelle 5.2 Sicherheitsindex und Versagenswahrscheinlichkeit [nach GruSiBau, 1981]
5.3 Analyse von Ereignisabläufen
Die Werte r und pf charakterisieren i.a. die Zuverlässigkeit und die Versagenswahrscheinlich-
keit eines einzelnen Ereignisses. Ein Bauwerk kann jedoch aufgrund mehrerer Ereignisse ver-
sagen, die zu Ereignisabläufen verknüpft werden können. Die Ereignisabläufe zeigen die
Auswirkungen eines Ereignisses auf das Gesamtsystem sowie auf Teile des Systems auf. Für
jedes Ereignis eines Ereignisablaufes wird die zugehörige Zuverlässigkeit ermittelt. Die Zu-
verlässigkeit eines Ereignisablaufes kann durch schrittweises Zusammenführen aller zugehö-
rigen Ereignisse berechnet werden. Aus einer probabilistischen Bewertung aller Ereignisab-
läufe ergibt sich die Zuverlässigkeit des gesamten Bauwerks.
Die Erfahrungen haben gezeigt, daß menschliche Unzulänglichkeiten, Fehlhandlungen und
Irrtümer in der Regel einen entscheidenden Grund für Gefährdungen und Schäden an Bau-
werken darstellen [ALBER, 1995; LAERMANN, 1994; SCHNEIDER, 1996]. Daher sind bei der
Bestimmung der Zuverlässigkeit eines Bauwerks die Wahrscheinlichkeiten für menschliches
Fehlverhalten zu berücksichtigen.
Die Verknüpfung der Ereignisse eines Ereignisablaufes bzw. die Verknüpfung aller Ereignis-
se zur Bestimmung der Gesamtzuverlässigkeit kann durch Serien- und Parallelsysteme sowie
durch Gruppensysteme, bestehend aus miteinander verknüpften Serien- und Parallelsystemen
beschrieben werden. Bei einem Seriensystem versagt das System, wenn nur eine Komponente
versagt. Ein Parallelsystem versagt dagegen erst dann, wenn alle Komponenten versagen.
Systeme, die das Verhalten eines Bauwerks beschreiben, sind i.a. Gruppensysteme. Beispiele
für Serien- und Parallelsysteme sowie von Kombinationen dieser Systeme zeigt Bild 5.8.
Gruppensysteme werden häufig auch in Form von Ereignisablaufdiagrammen wie in Kapitel
3 erläutert, dargestellt.
Das Systemversagen kann für die rechnerische Analyse mengentheoretisch formuliert werden.
Wenn das Versagen des i-ten Teilereignisses Fi = (x ∈ Vi) ist, kann das Systemversagen
analog dazu als F = (x ∈ V) definiert werden [DGEG, 1988]. Vi bzw. V stellen den Versa-
gensbereich des i-ten Versagenspfades bzw. des gesamten Ereignisablaufes dar.
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   1
   1   2    2
   2
   3   3
   3   1
Seriensystem Parallelsystem Gruppensystem
Bild 5.8 Systemschaltbilder
Diese Systeme lassen sich in der mengentheoretischen Schreibweise wie folgt formulieren:
- Seriensysteme F  =  F1 ∪ F2 ∪ ... ∪ Fn  =  Un
1i=
Fi
- Parallelsysteme F  =  F1 ∩ F2 ∩ ... ∩ Fn  =  In
1i=
Fi
mit Fi  =  Versagensbereich des i-ten Teilereignisses∩  =  Symbol für Durchschnitt
∪  =  Symbol für Vereinigung
- Gruppensysteme
-  in Serie geschaltete Parallelsysteme
F  =  ( I
n
1i
1iF=
) ∪ ( In
1i
2iF=
) ∪ ... ∪ ( In
1i
inF=
)  =  U I
m
1j
n
1i
ijF= = 

   =  ∩∪
ij
Fij
mit Fij  =  Versagensbereich des i-ten Teilereignisses im j-ten Parallelsystem
-  Parallelschaltung von Seriensystemen
F  =  ( U
m
1j
j1F=
) ∩ ( Um
1j
j2F=
 ) ∩ ... ∩ ( Um
1j
mjF=
)  =  I U
n
1i
m
1j
ijF= =



  =  ∪∩
ji
Fij
mit Fij  =  Versagensbereich des j-ten Teilereignisses im i-ten Seriensystem
Bei einem Parallelsystem errechnet sich die Versagenswahrscheinlichkeit des Gesamtsystems
bei voneinander unabhängigen Komponenten zu:
∏
=
=⋅⋅⋅= n
1i
fifn2f1ff ppppP K (5.31)
Die Ermittlung der Versagenswahrscheinlichkeit eines Parallelsystems mit n abhängigen
Komponenten erfolgt gemäß Formel 5.32.
( )n21S,f FFFPP K∩∩= (5.32)
( ) jjjjjjj Z0U0UgF β−≤=≤β+⋅α≅≤= (5.33)
( ) ( ) ( )∫β−
∞−==
ϕ=β−Φ=

 β≤=

= zdR;zR;ZPFPP n
n
1j
jj
n
1j
jS,f II (5.34)
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mit ( )R;znϕ Dichte der n-dimensionalen Standardnormalverteilung
R Matrix der Korrelationskoeffizienten mit den Elementen:
( ) ( ) jkm
1k
ikjjiijiij U;UCorrZ;ZCorr α⋅α=αα=≈ρ ∑= (5.35)
m Anzahl aller definierten Basisvariablen
Bei vollständiger Korrelation der Ereignisse gilt:
Pf = min [pfi] (5.36)
Die Versagensbereiche aller Versagenspfade werden ebenfalls, wie bei der Linearisierung
einer Grenzzustandsgleichung Z im Bemessungspunkt, linearisiert und durch äquivalente Hy-
perebenen mit gleichen Versagensinhalten ersetzt. Für den Durchschnitt von n Versagenser-
eignissen ergibt sich die Linearisierung zu:
( )I IK n
1j
n
1j
EEjjjn21 0U0UFS FFF = =
≤β+⋅α≅≤β+⋅α==∩∩= (5.37)
mit α
E
, ß
E
Koeffizienten der linearisierten Grenzzustandsgleichung eines
Versagenspfades
Aus der Vereinigung aller linearisierten Versagenspfade ergibt sich, wie bei einem Seriensy-
stem, die Versagenswahrscheinlichkeit des Gesamtsystems. Bei voneinander unabhängigen
Ereignissen wird die Zuverlässigkeit des Gesamtsystems folgendermaßen beschrieben:
( ) ( ) ( )fin
1i
fn1f p1p1p1R −Π=−⋅⋅−= =K (5.38)
Die Versagenswahrscheinlichkeit Pf ergibt sich zu:
Pf = 1 - R = ( ) ∑∏
==
=+++≈−− n
1i
fifn2f1f
n
1i
fi p...p11 ppp (5.39)
Für kleine Versagenswahrscheinlichkeiten kann die Versagenswahrscheinlichkeit des Ge-
samtsystems über die Summe der einzelnen Versagenswahrscheinlichkeiten ermittelt werden.
Bei einem Seriensystem mit l abhängigen Ereignissen wird die Versagenswahrscheinlichkeit
nach Formel 5.40 ermittelt.
( ) ( ) ( ) >β+⋅α−= ≤β+⋅α=∪∪∪== === IUU l1j EjEjl1j EjEjl21l1j jf 0UP10UPS...SSPSPP
( ) ( )∫β
∞−
⋅ϕ−=βΦ−= E zdR;z1R;1 El (5.40)
Falls alle Ereignisse vollständig miteinander korreliert sind, gilt:
Pf = max [pfi] (5.41)
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Die Berechnung der Systemversagenswahrscheinlichkeit wird bei einem Parallelsystem und
einem Seriensystem auf die Integration einer n-dimensionalen Normalverteilung über den
durch die linearisierten Komponentengrenzzustände beschriebenen Versagensbereich zurück-
geführt.
Den Einfluß der Basisvariablen auf die Gesamtversagenswahrscheinlichkeit geben die äqui-
valenten Wichtungsfaktoren α
Ej
 an, wenn zuvor der vereinigte Versagensbereich durch eine
äquivalente Hyperebene ersetzt wurde. Dabei wird ß
E
 als äquivalenter Sicherheitsindex be-
zeichnet und entspricht dem Abstand der äquivalenten Hyperebene vom Mittelpunkt der l-
dimensionalen Normalverteilung. Die Gesamtversagenswahrscheinlichkeit ermittelt sich zu
pf = Φ (- ßE).
Eine exakte Berechnung der Versagenswahrscheinlichkeit eines Systems ist zur Zeit nur für
den Fall völlig unabhängiger oder völlig abhängiger Komponentenereignisse möglich. Die
entsprechenden Ergebnisse für die Zuverlässigkeit bzw. die Versagenswahrscheinlichkeit
können somit nur als "klassische" Schranken zur "groben" Eingrenzung von Näherungslösun-
gen für Systeme mit unterschiedlich starker gegenseitiger Abhängigkeit der Komponenten
herangezogen werden (s. Tabelle 5.3).
Parallelsysteme: ( ) ( ){ }∏ ≤≤i iii ii FPminFPFP I
Seriensysteme: ( ){ } ( )∑≤≤ i ii iii FPFPFPmax U
Parallelsysteme in
Serie: ( ) ( ){ }ij
i ji j
ij
i j
ij
j
ij
ij
ij
i
FPminFPFPFPmaxFPmax ∑∑∏ ≤

≤

≤



 

≤


 IUII
Seriensysteme
in paralleler
Anordnung:
( ){ } ( )


≤



 

≤

≤

≤ ∑∏∏
j
ij
ij
ij
ii j
ij
i j
ij
i
ij
j
FPminFPminFPFPFPmax UIUU
Tabelle 5.3 Schranken für die Versagenswahrscheinlichkeit einfacher Systeme [DGEG, 1988]
5.4 Sicherheitsanalyse des Gesamtbauwerks
Zur Ermittlung der Versagenswahrscheinlichkeit bzw. der Zuverlässigkeit eines Bauwerks,
das aufgrund unterschiedlicher Ereignisse versagen kann, werden alle Ereignisse in einem
Ereignisablaufdiagramm zusammengefaßt. Die Systemzuverlässigkeit kann entsprechend dem
in Kapitel 5.3 beschriebenen Verfahren berechnet werden. Bei großen Systemen erleichtert
eine Aufteilung der Gesamtversagensereignisse in Teilversagensereignisse die Berechnung
und Interpretation der Ergebnisse. Die Versagenswahrscheinlichkeit bzw. die Zuverlässigkeit
der Teilsysteme kann mit den in Kapitel 5.2 und 5.3 erläuterten Verfahren berechnet werden.
Zur Beurteilung des Gesamtsystems ist eine mengentheoretische Vereinigung der Teilsysteme
erforderlich. Die Durchführung dieser Vereinigung erfordert die Ermittlung der stochasti-
schen Abhängigkeit der verschiedenen Versagensräume. Dazu müssen die Versagensräume
aller Teilereignisse durch partielle Differentiation der jeweiligen Versagenswahrscheinlich-
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keit nach allen beteiligten Basisvariablen linearisiert werden. Der ermittelte Gradient α
Eij
wird auf "1" normiert
∑
α
=



∂
∂
∂
∂
=
n
1k
2
k
fi
j
fi
E
x
p
X
p
ij
(5.42)
Die durch Z = 0 beschriebene äquivalente lineare Hyperebene begrenzt näherungsweise den
Versagensraum jedes Teilereignisses i
∑
=
=β+⋅α= n
1k
EkEE 0XZ iiki (5.43)
mit )(p
iEf β−Φ= (5.44)
Die stochastische Abhängigkeit zweier Teilereignisse i und j ermittelt sich zu:
∑
=
α⋅α=ρ n
1k
EEij jkij (5.45)
Für die Ermittlung der Zuverlässigkeit bzw. der Versagenswahrscheinlichkeit genügt es, nur
die in linearisierter Form vorliegenden Teilsysteme zu berücksichtigen, die relevante Beiträge
leisten. Ohne nennenswerten Verlust an Genauigkeit kann so das System erheblich verein-
facht werden [DGEG, 1988].
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6 Referenzbauwerk Diemelstaumauer
Die Wasser- und Schiffahrtsdirektion Mitte, die für die Eder- und die Diemeltalsperre zustän-
dig ist, hat sich bereit erklärt, eine probabilistische Standsicherheitsuntersuchung für die
Staumauer der Diemeltalsperre durchführen zu lassen.
Die 1924 in Betrieb genommene Diemeltalsperre ist in das wasserwirtschaftliche Verbundsy-
stem des Hochsauerlandes und des Landes Niedersachsen eingebunden (s. Bild 6.1). Die
Staumauer sperrt einen Stauraum von 20,05 hm³ ab. Das Absperrbauwerk und die Nebenan-
lagen der Diemeltalsperre sind in einem Lageplan in Bild 6.2 dargestellt. Die Diemelstau-
mauer wird zur Zeit an den Stand der Technik angepaßt. Die Sanierungsmaßnahmen bedingen
das Auffahren eines Kontrollganges und das Abteufen von Bohrungen für Drainage- oder
Abdichtungsmaßnahmen.
Diemel-
Talsperre
NIEDERSACHSEN
Bild 6.1 Wasserwirtschaftliches Verbundsystem des Hochsauerlandes und des Landes Niedersach-
sen [WSA HANN. MÜNDEN, 1997]
6.1 Staumauer und Lastfälle
6.1.1 Staumauer
Die Arbeiten zur Errichtung der Diemelstaumauer wurden im Dezember 1912 begonnen und
mußten im August 1914 wegen des 1. Weltkrieges unterbrochen werden. Erst im Frühjahr
1919 konnten die Arbeiten fortgeführt werden und im November 1924 war die Talsperre
erstmalig eingestaut [GERECKE, 1925; FRANKE, FREY, 1987]. Die mit einem Radius von
250 m gekrümmte Schwergewichtsmauer wurde aus Bruchsteinen eines in unmittelbarer Nä-
he gelegenen Diabassteinbruches mit Kalk-Traß-Mörtel, dem teilweise Zement zugesetzt
worden ist, errichtet. Die Staumauer ist in Bild 6.3 in einem Grundriß und in einem Schnitt in
Mauerlängsachse dargestellt.
In Talmitte hat die Staumauer eine Höhe über der Gründungssohle von 42 m bei einer Sohl-
breite von 31 m und einer Kronenbreite von 7,50 m (s. Bild 6.4). Die Kronenlänge beträgt
194 m. Auf der Wasserseite ist die Mauer bis in Höhe der Kote 355,8 mNN unter 25:1 und
darüber unter 50:1 geneigt. Die luftseitige Neigung von 1,5:1 geht oberhalb der Kote
359,2 mNN in die Ausrundung zur Mauerkrone über [GERECKE, 1925].
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Bild 6.2 Lageplan der Diemeltalsperre [FRANKE, FREY, 1987]
Die Hochwasserentlastung der Diemeltalsperre erfolgt über sieben überbrückte Überläufe, die
in der Mauermitte angeordnet sind. In halber Mauerhöhe sind ebenfalls in Mauermitte vier
Notauslässe vorhanden (s. Bild 6.3). Am luftseitigen Mauerfuß führen fünf Tosbecken, die
kaskadenartig zur Mauermitte hin abfallen, sowie eine durch Überlaufschwellen unterteilte
Abflußrinne das überströmende Wasser in die Diemel ab.
Um die Durchsickerung des Mauerwerks zu verhindern, erhielt die Staumauer auf der Was-
serseite eine 2,5 cm dicke Putzschicht aus Zement-Traß-Mörtel sowie einen zweifachen kal-
ten Siderosthen-Anstrich. Zusätzlich wurde zum Schutz vor mechanischen Einwirkungen, vor
Frost und vor Sonneneinstrahlung sowie zur Erhöhung der Wasserdichtigkeit wasserseitig
eine mit dem Mauerkörper durch schwalbenschwanzförmige Verzahnung verbundene Vor-
satzschale aus Bruchsteinen angeordnet. Dieses Vorsatzmauerwerk ist 75 cm dick und alle
4,5 m durch 1,5 - 1,6 m breite Verzahnungen, die 30 cm tief in den Mauerkörper einbinden,
mit dem Mauerwerk verbunden [GERECKE, 1925].
Dennoch eindringendes Wasser wurde in senkrecht verlaufenden Tonsickerleitungen, die je-
weils in einem Abstand von 2,5 m zueinander 1,5 m hinter der Dichtungsschicht angeordnet
waren, gefaßt und abgeleitet. Auf der Luftseite der Mauer sowie in der Gründungssohle waren
ebenfalls Drainageleitungen verlegt. Zusätzlich sind wasserseitig des Mauerfußes eine 1 m
dicke Lehmschicht auf der Felsoberfläche sowie ein ca. 3,4 m unter die mittlere Gründungs-
sohle reichender Sporn aus Bruchsteinmauerwerk vorhanden. Dieser Sporn stellt durch die
Verlängerung des Sickerweges und durch die Einbindung in undurchlässiges Gestein eine
konstruktive Maßnahme zur Abminderung des Sohlwasserdruckes in der Gründungssohle dar
[GERECKE, 1925; FRANKE, FREY, 1987].
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Bei dem Bau der Diemelstaumauer wurde nach dem damaligen Stand der Technik davon aus-
gegangen, daß die vorgesehenen Dichtungs- und Drainageeinrichtungen dauerhaft wirksam
sind und selbst im Falle einer schadhaften Dichtung das einsickernde Wasser schadlos abge-
leitet werden kann. Aus diesem Grund wurde in den statischen Berechnungen des Absperr-
bauwerks auf den Ansatz von Auftriebskräften infolge Wasserdruck in der Mauer und in der
Gründungssohle verzichtet. Dennoch eindringendes Wasser wurde in den damaligen Berech-
nungen üblicherweise mit einem reduzierten Flächenfaktor für die wirksame Druckfläche des
einsickernden Wassers berücksichtigt, der in der Größenordnung von λ = 0,7 lag. Darüber
hinaus ist in den ursprünglichen Standsicherheitsnachweisen eine Alterung der verwendeten
Baustoffe nicht berücksichtigt worden [FEDDERSEN, 1987].
Untersuchungen des Hessischen Landesamtes für Bodenforschung - HLfB - (1986) zeigten,
daß die oben beschriebenen Annahmen nach einer ca. 75jährigen Betriebsdauer der Talsperre
nicht mehr zutreffen. Die Diemelstaumauer ist bis in eine Tiefe von 20 m unterhalb der Mau-
erkrone durchlässig, wobei das durchströmende Talsperrenwasser bisher zu keiner Auslau-
gung des Mauermörtels führte. An der luftseitigen Maueroberfläche anderer Talsperren glei-
chen Typs und Alters wurden nasse Flächen im Sommer und Eisfahnen im Winter beobachtet,
die ebenfalls auf eine Durchströmung dieser Staumauern hindeuten.
Da die Annahmen der ursprünglichen statischen Berechnungen nicht mehr zutreffen und die
DIN 19700 eine Bemessung für ein 1000jährliches Hochwasser fordert, ließ die BAW Stand-
sicherheitsuntersuchungen für die Talsperre durchführen. Die statischen Berechnungen er-
folgten sowohl nach der Balkentheorie als auch nach der Finite-Elemente-Methode [KLEMM,
1997]. Aufgrund dieser Ergebnisse mußte der Stauspiegel der Diemeltalsperre um 2,20 m auf
374,0 mNN abgesenkt werden, um die Standsicherheit der Staumauer zu gewährleisten.
Um die volle Funktionstüchtigkeit und Gebrauchstauglichkeit der Talsperre für weitere 80 bis
100 Jahre wieder herzustellen und zu gewährleisten sowie die Talsperre an die allgemein an-
erkannten Regeln der Technik anzupassen, wurde das nachfolgend beschriebene, vom Inge-
nieurbüro Prof. Wittke, Beratende Ingenieure für Felsbau und Grundbau GmbH Aachen
(WBI) entwickelte Sanierungskonzept verwirklicht. In Bild 6.4 ist die Staumauer für den Zu-
stand nach Abschluß der Sanierungsmaßnahmen in einem Querschnitt dargestellt.
- Reaktivierung der in den 60er Jahren verschlossenen Notauslässe während der Bauzeit.
- Ausbruch eines hufeisenförmigen Kontrollgangs in der Gründungssohle mit einer Breite von
2,20 m und einer Höhe von 2,90 m. Der Kontrollgang wurde im Sprengvortrieb in einem
Abstand von 4 m von der Oberwasserseite der Mauer aufgefahren und erhielt nach Fertig-
stellung aller Bohr- und Injektionsarbeiten eine Stahlbetonauskleidung.
- Herstellung eines vertikalen Dichtungsschleiers sowie einer luftseitig des Dichtungsschlei-
ers angeordneten vertikalen Drainage in der Staumauer. Die Bohr- und Injektionsarbeiten
erfolgen von der Mauerkrone aus.
- Herstellung eines Dichtungsschleiers und einer Drainage im Fels. Die erforderlichen Boh-
rungen für die Herstellung des Dichtungsschleiers und der Drainage im Fels wurden vom
Kontrollgang aus vor Einbau der Stahlbetonauskleidung abgeteuft. Der Dichtungsschleier ist
unter 20° in Richtung Oberwasser geneigt und reicht bis in eine Tiefe von ca. 30 m unter der
Gründungssohle. Um eine bessere Verpressung des Trennflächengefüges zu erreichen, wur-
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den die Bohrungen zusätzlich schräg in Richtung des linken bzw. rechten Hanges durchge-
führt [KLEMM, 1997]. Die Drainagebohrungen im Fels wurden auf einer Länge von ca.
20 m unterhalb der Gründungssohle mit einer Neigung von 30° in Richtung Unterwasser
abgeteuft.
- Anpassung der Meß- und Kontrolleinrichtungen in der Staumauer und im Fels an den Stand
der Technik
- Durchführung von Instandsetzungsarbeiten im Tosbecken.
- Errichtung einer neuen Brücke über der Hochwasserentlastungsanlage.
376.2 mNN
336.0 mNN
Querstollen 
Dränagebohrung
Lehmdecke
Einpreßbohrung
0.75
30°
Gründungssohle
Kontrollgang
Dränagebohrung
Einpreßbohrung
Vorsatzmauerwerk
~318.7 mNN
~307 mNN
2.20
Schacht
Tosbecken
Pumpensumpf
378.2 mNN
20°
Bild 6.4 Querschnitt der Diemelstaumauer nach der Sanierung [nach WITTKE, 1997]
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6.1.2 Lastfälle
In DIN 19700 Teil 11 (1986) sind die für einen Standsicherheitsnachweis für Staumauern zu
berücksichtigenden Einwirkungen, Lastfälle und Bemessungsfälle geregelt. Da hinsichtlich
der Einwirkungen und den anzusetzenden Kombinationen von Einwirkungen, Lastfällen und
Tragwerkszuständen Widersprüche und Unklarheiten bestanden, wird die DIN 19700 zur Zeit
überarbeitet. Die wesentlichen Änderungen wurden bereits in dem DVWK-Merkblatt 242
"Berechnungsverfahren für Staumauern - Berücksichtigung der Wechselwirkung zwischen
Bauwerk und Untergrund" (1996) veröffentlicht. Dabei wurden die aus unterschiedlichen
Stauspiegelhöhen resultierenden Belastungen den Einwirkungen zugeordnet.
Das Spannungsverformungsverhalten von Absperrbauwerk und Untergrund ist für ständig
oder häufig auftretende Einwirkungen (Gruppe 1), für selten oder kurzzeitig auftretende Ein-
wirkungen (Gruppe 2) und für sehr selten auftretende oder außergewöhnliche Einwirkungen
(Gruppe 3) zu untersuchen.
Zu den Einwirkungen der Gruppe 1 zählen Eigengewicht; Verkehrs- und Auflasten; Wasser-
druck, Strömungsdruck und Auftrieb gemäß dem Stauziel nach DIN 4048; ggf. Erddruck und
langfristige Temperatureinwirkungen. Wasserdruck, Strömungsdruck und Auftrieb gemäß
dem höchsten Stauziel nach DIN 4048; Eisdruck; Wind; Bau- und Reparaturlasten sowie Be-
triebserdbeben gehören zu den Einwirkungen der Gruppe 2. Als sehr selten auftretende Ein-
wirkungen sind Wasserdruck, Strömungsdruck und Auftrieb gemäß einem Wasserspiegel in
Höhe der Mauerkrone, wobei ggf. eine eingeschränkte Funktionsfähigkeit der Hochwasser-
entlastungsanlage berücksichtigt wird; Versagen betrieblicher Vorkehrungen zur Verhinde-
rung des Eisdruckes; Sicherheitserdbeben und ein seltenes Temperaturereignis anzusetzen (s.
Tabelle 6.1).
Lastfall Lastfall Lastfall
Einwirkungen
1a 1b 2a 2b 2c 2d 3a 3b 3c 3d
Eigenlast x x x x x x x X x x
Verkehrs- und Auflasten x x x x x x x x x x
Wasserdruck, Strömungsdruck und Auftrieb
gemäß Stauziel nach DIN 4048 x x x x x x x
Erddruck, z.B. aus Sedimenten x x x x x x x x x x
Langfristige Temperatureinwirkungen x x x x x x x x x
Wasserdruck, Strömungsdruck und Auftrieb
gemäß höchstem Stauziel nach DIN 4048 x
Eisdruck, Wind x
Bau- und Reparaturlasten x
Betriebserdbeben x
Wasser-, Strömungsdruck u. Auftrieb gem. Was-
serspiegel in Höhe d. Mauerkrone (s. DIN 4048) x
Versagen betrieblicher Vorkehrungen zur
Verhinderung des Eisdruckes x
Sicherheitserdbeben x
Seltenes Temperaturereignis x
Tabelle 6.1 Lastfälle [DVWK, 1996]
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In den Bildern 6.5 und 6.6 sind die o.g. Einwirkungen sowie die Kennwerte der Baustoffe
(Einflußgrößen), die das Spannungsverformungs- und das Durchströmungsverhalten von
Bauwerk und Untergrund maßgeblich beeinflussen, zusammengestellt.
Lastfälle stellen die auf das Bauwerk wirkenden Lasten dar. Sie ergeben sich aus der Kombi-
nation der oben aufgeführten Einwirkungen. Es werden die in Tabelle 6.1 aufgeführten drei
Lastfälle unterschieden. Im Lastfall 1 (normale Kombinationen) werden alle maßgebenden
Einwirkungen der Gruppe 1 berücksichtigt. Im Lastfall 2 (seltene Kombinationen) wird zu-
sätzlich zu den maßgebenden Einwirkungen der Gruppe 1 je eine Einwirkung der Gruppe 2
erfaßt. Außergewöhnliche Kombinationen von Einwirkungen werden im Lastfall 3 zusam-
mengefaßt. Dabei ist neben den Einwirkungen der Gruppe 1 je eine Einwirkung der Gruppe 3
anzusetzen.
Dichtungsschleier
Zusätzliche Einwirkungen:
+ Bau- und Reparaturlasten
+ Erdbebeneinwirkung
Kontrollgang
offene und gefüllte
Trennflächen
pEisdruck
Wind
Sediment
T
GM
SM
AM
GF
AFSF
Drainage
Eah
∆h
GF,GM Eigengewicht Fels/Staumauer p Verkehrs- und Auflasten
SF,SM Strömungskraft* Fels/Staumauer Eah Erddruck, z.B. aus Sedimenten
AF,AM Auftriebskraft* Fels/Staumauer T Temperatureinwirkung
∆h Wasserspiegeldifferenz * infolge Hangwasser und Einstau
Bild 6.5 Einwirkungen
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Mauerwerk
EM,νM,γM,kf,ßz,ßDr
Kontrollgang
EB,kf
l
ß1ß2
offene und gefüllte
Trennflächen
Dichtungsschleier
E,kf
klüftiger Fels
Gestein: EF,νF,γF
Trennflächen: α,ß,cT,ϕT,ψT,ßZT,
2ai,d,k
Füllung: Kornverteilung,
kf,ϕ,c,D,Ic
Wirksamkeit der
Drainage
EF,EM,EB Elastizitätsmodul Fels/Mauerwerk/Beton γF,γM Wichte Fels/Mauerwerk
νF,νM Poissonzahl Fels/Mauerwerk kf Durchlässigkeitsbeiwert
α Streichwinkel der Trennflächen β Einfallwinkel der Trennflächen
ϕ Reibungswinkel der Trennflächenfüllung ϕT Reibungswinkel auf den Trennflächen
c Kohäsion der Trennflächenfüllung cT Kohäsion auf den Trennflächen
ψT Dilatanzwinkel 2ai Trennflächenöffnungsweite
d Trennflächenabstand k Rauhigkeit der Trennflächenwandung
D Lagerungsdichte der Trennfüllung Ic Konsistenzzahl der Trennflächenfüllung
βZ zul. Zugfestigkeit des Mauerwerks βDr zul. Druckfestigkeit des Mauerwerks
βZT zul. Zugfestigkeit auf den Trennflächen ∆h Wasserspiegeldifferenz
Bild 6.6 Einflußgrößen
In den Tragwerkszuständen (Mauer- und Widerlagerzustände) werden die Verformbarkeit
und die Festigkeit des Untergrundes und der Staumauer sowie die Streuung der das Span-
nungsverformungsverhalten beschreibenden boden- und felsmechanischen Kennwerte be-
rücksichtigt. Darüber hinaus sind die aus der Durch-, Um- und Unterströmung der Staumauer
resultierenden Auftriebs- und Strömungskräfte sowie die Wirksamkeit von Abdichtungs- und
Drainagemaßnahmen oder sonstigen baulichen Einrichtungen in der Staumauer und im Un-
tergrund zu betrachten. In Abhängigkeit von der Streuung der Kennwerte und der Wirksam-
keit der baulichen Anlagen sind drei Tragwerkszustände zu unterscheiden:
Tragwerkszustand A wird als "wahrscheinlicher" Zustand bezeichnet. Die verwendeten
Kennwerte sind aus Messungen, Versuchen und Einschätzungen als mittlere oder häufigste
Werte gewählt worden. Konstruktive Maßnahmen baulicher Art dürfen als voll wirksam an-
gesehen werden.
Der Tragwerkszustand B beschreibt einen "wenig wahrscheinlichen" Zustand. Zum einen sind
einzelne Kennwerte (z.B. Verformungsmodul, Festigkeit) in Hinblick auf die Standsicherheit
gegenüber dem Tragwerkszustand A innerhalb gesicherter Streubereiche ungünstiger anzu-
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nehmen. Zum anderen sind konstruktive Maßnahmen mit einer eingeschränkten Wirksamkeit
anzusetzen.
Beim Tragwerkszustand C "unwahrscheinlicher" Zustand werden gegenüber dem Tragwerks-
zustand B ungünstigere Annahmen getroffen. Es werden entweder extrem ungünstige Kenn-
werte zur Beschreibung des Untergrundes und der Staumauer, die sich aus den Grenzwerten
der Untersuchungen ergeben berücksichtigt, oder der Ausfall von baulichen Einrichtungen
(Drainagen, Dichtungsschleier, Anker).
Lastfälle und Tragwerkszustände werden zu den in Tabelle 6.2 aufgeführten Bemessungsfäl-
len I bis III kombiniert.
Widerlager- und Mauerzustand
 A  B C
Lastfall 1   I  II III
Lastfall 2  II III
Lastfall 3 III
Tabelle 6.2 Bemessungsfälle I bis III
Der Bemessungsfall I beschreibt die "wahrscheinliche" Kombination von Lastfällen und
Tragwerkszuständen, der Bemessungsfall II "seltene" und der Bemessungsfall III "unwahr-
scheinliche" Kombinationen. Für Staumauern aus Mauerwerk wird in den Bemessungsfällen I
und II (ohne Betriebserdbeben) an der Wasserseite keine klaffende horizontale Fuge zugelas-
sen. Im Bemessungsfall III dürfen klaffende horizontale Fugen bis zur Querschnittsmitte auf-
treten. Tabelle 6.3 enthält die nach DVWK-Merkblatt 242 in den Bemessungsfällen zu be-
rücksichtigenden Einwirkungen und Tragwerkszustände für die Diemelstaumauer.
6.2 Geologische Verhältnisse
Die Diemeltalsperre liegt im Nordosten des rheinischen Schiefergebirges, am Ostende des
Obersauerländer Hauptsattels. Das Diemeltal ist im Bereich der Sperrenstelle mit einer Tal-
breite von ca. 70 bis 80 m relativ eng ausgebildet. Die Hänge sind unter 30° - 40° geneigt. Im
Bereich des Absperrbauwerks steht der sogenannte Wissenbacher Schiefer des unteren Mit-
teldevons an, der aus einer Gesteinsfolge aus milden, sandfreien und kalkarmen Tonschiefern,
überlagert von kalkarmen Sandfaserschiefern besteht.
Die maßgeblichen Trennflächen des Gebirges stellen die Schieferung sowie zwei Kluftscha-
ren dar. Die Schichtung ist nur schwach ausgebildet und daher wenig auffällig. Sie wird zu-
meist von der stark ausgeprägten Schieferung verdeckt. Die 1. Schieferung (Sch) streicht mit
einem Winkel zwischen 50° - 70° und fällt mit 40° - 70° nach SE - gegen den Stauraum - ein.
Eine 2. Schieferung ist nur örtlich stärker ausgeprägt und wird daher im Rahmen der vorlie-
genden Arbeit nicht weiter berücksichtigt. Die erste Kluftschar (K1) streicht zwischen 140° -
 170° und 0° - 20° und fällt mit Winkeln von 75° W - 90° - 75° E relativ steil ein. Die
Streichwinkel der Kluftschar K2 liegen zwischen 70° - 110°, bei Einfallwinkeln von 70° N -
 90° - 70° S. Die Wasserdurchlässigkeit des Untergrundes wird maßgeblich durch die Kluft-
scharen K1 und K2 bestimmt [HLfB, 1986]. Die häufigste Raumstellung der eingemessenen
Trennflächen sind den dargestellten Besetzungsdichten der Lotpunktdiagramme zu entneh-
men (s. Bild 6.7).
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Lastfall Tragwerkszustand A Tragwerkszustand B Tragwerkszustand C
1
a) Eigengewicht, Stauziel,
Langfristige Temperatur-
einwirkung
b) Eigengewicht, Langfristige
Temperatureinwirkung
Kennwerte entspr. Versuchs-
und Meßergebnissen bzw. Ein-
schätzungen als mittlere oder
häufigste Werte, Abdichtungs-
und Drainageeinrichtungen voll
wirksam
a) Eigengewicht, Stauziel,
Langfristige Temperatur-
einwirkung
b) Eigengewicht, Langfristige
Temperatureinwirkung
Kennwerte entspr. Versuchs-
und Meßergebnissen bzw. Ein-
schätzungen als mittlere oder
häufigste Werte, Abdichtungs-
und Drainageeinrichtungen
reduziert wirksam   oder
Kennwerte ungünstiger anneh-
men, Abdichtungs- und Draina-
geeinrichtungen voll wirksam
a) Eigengewicht, Stauziel,
Langfristige Temperatur-
einwirkung
b) Eigengewicht, Langfristige
Temperatureinwirkung
Kennwerte entspr. Versuchs-
und Meßergebnissen bzw. Ein-
schätzungen als mittlere oder
häufigste Werte, Abdichtungs-
und Drainageeinrichtungen
unwirksam   oder
Kennwerte ungünstiger anneh-
men, Abdichtungs- und Drai-
nageeinrichtungen voll wirk-
sam
2
a) Eigengewicht, höchstes
Stauziel, Langfristige Tem-
peratureinwirkung
b) Eigengewicht, Stauziel,
Langfristige Temperatur-
einwirkung, Eisdruck
d) Eigengewicht, Stauziel,
Langfristige Temperatur-
einwirkungen, Betriebserd-
beben
Kennwerte entspr. Versuchs-
und Meßergebnissen bzw. Ein-
schätzungen als mittlere oder
häufigste Werte, Abdichtungs-
und Drainageeinrichtungen voll
wirksam
a) Eigengewicht, höchstes
Stauziel, Langfristige Tem-
peratureinwirkung
b) Eigengewicht, Stauziel,
Langfristige Temperatur-
einwirkung, Eisdruck
d) Eigengewicht, Stauziel,
Langfristige Temperatur-
einwirkungen, Betriebserd-
beben
Kennwerte entspr. Versuchs-
und Meßergebnissen bzw. Ein-
schätzungen als mittlere oder
häufigste Werte, Abdichtungs-
und Drainageeinrichtungen
reduziert wirksam   oder
Kennwerte ungünstiger anneh-
men, Abdichtungs- und Draina-
geeinrichtungen voll wirksam
3
a) Eigengewicht, Kronenstau,
Langfristige Temperatur-
einwirkung
b) Eigengewicht, Stauziel,
Langfristige Temperatur-
einwirkung, Versagen be-
trieblicher Vorkehrungen
zur Verhinderung des Eis-
druckes
c) Eigengewicht, Stauziel,
Langfristige Temperatur-
einwirkungen, Sicherheits-
erdbeben
Kennwerte entspr. Versuchs-
und Meßergebnissen bzw. Ein-
schätzungen als mittlere oder
häufigste Werte, Abdichtungs-
und Drainageeinrichtungen voll
wirksam
Tabelle 6.3 Zusammenstellung der nach DVWK-Merkblatt 242 zu berücksichtigenden Lastfälle
und Tragwerkszustände für das Referenzbauwerk "Diemelstaumauer"
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Bild 6.7 Lotpunktdiagramme [HLfB, 1986]
Da die Eigenschaften des Felses bezüglich seiner Verformbarkeit, Festigkeit und Wasser-
durchlässigkeit wesentlich von den vorhandenen Trennflächen beeinflußt werden, erfordert
die Durchführung felsmechanischer Untersuchungen eine Erfassung der Geometrie des
Trennflächengefüges. Zur Erkundung des anstehenden Untergrundes wurden in den Jahren
1986, 1988 und 1993 Schurfschächte, Hammerbohrungen, Schürfe und Kernbohrungen ab-
geteuft bzw. Stollen aufgefahren. Auf Grundlage der Angaben der vom HLfB erstellten geo-
logischen Gutachten wurde ein Gefügemodell für den an der Sperrenstelle anstehenden Fels
erarbeitet. Bild 6.8 zeigt dieses Gefügemodell, dargestellt für die Mittelwerte der Streich- und
Einfallwinkel der Trennflächenscharen.
K1
Sch
K2
N
Bild 6.8 Gefügemodell
Gemäß der Dokumentation der geologischen Aufnahme der Baugrube durch LEPPLA im Jahr
1914 war diese frei von Störungen mit größeren Bewegungsbeträgen. Lediglich am rechten
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Hang wurde eine gering streichende Störung mit einer 10 - 20 cm dicken Mylonitfüllung vor-
gefunden, die mit Winkeln zwischen 40° - 60° nach SE einfällt.
Die Untersuchungen des HLfB (1986) ergaben, daß die Verwitterung örtlich über die Trenn-
flächen mehr als 40 m tief in das Gebirge unterhalb der Gründungssohle reicht. Das Gestein
selbst ist jedoch nur angewittert bis frisch und fest. Die Klüftung ist zum einen engständig bis
dicht, zum anderen weitständig. Die Trennflächen der Schieferung, die vorwiegend schwach
bis deutlich ausgebildet ist, sind größtenteils geschlossen (s. Bild 6.9). Das anstehende Gebir-
ge wird teilweise durch eine mehrere Meter dicke lehmige bis steinige Schicht aus Hanglehm,
Hangschutt und Talablagerungen der Diemel überlagert.
Im unbeeinflußten Zustand ist das Gebirge deutlich bis stark, im Bereich engständiger Klüfte
auch sehr stark durchlässig (s. Bild 6.10). Die Kluftscharen K1 und K2 stellen die hydrauli-
sche Verbindung vom Oberwasser zum Unterwasser dar. Eine frische Braunfärbung sowie
Oxidmulm- und Lehmbestege auf den Trennflächenwandungen, die bis in eine Tiefe von 40 -
 60 m unter der Gründungssohle beobachtet wurden, deuten auf ständige Wasserströmungen
in den Trennflächen und eine mögliche Einspülung von Lehm hin (s. Bild 6.11). Schwerwie-
gende Erosionsvorgänge in den Trennflächen konnten bisher jedoch nicht nachgewiesen wer-
den [HLfB, 1986].
Bei der Untersuchung des Wassers in den Kernbohrungen stellte sich heraus, daß nur ein ge-
ringer Anteil echten Grundwassers und Spülwassers vorhanden war. Vorwiegend handelte es
sich um Wasser aus dem Speicherbecken, das durch Risse im Mauerwerk, durch die Sohlfuge
und durch Trennflächen im Fels in die Bohrungen geströmt ist [HLfB, 1986].
6.3 Kennwerte für den Fels und das Mauerwerk
An der Diemeltalsperre wurden in den vergangenen Jahren umfangreiche Erkundungen und
Messungen durchgeführt, aufgrund deren Ergebnisse die mechanischen und hydraulischen
Kennwerte für den Fels und das Mauerwerk bestimmt worden sind.
Für eine probabilistische Untersuchung der Standsicherheit muß jedoch zusätzlich eine stati-
stische Beschreibung der relevanten boden- und felsmechanischen Kennwerte erfolgen. Diese
kann bisher nur für wenige Kennwerte vorgenommen werden. Als Gründe hierfür sind die
geringe Stichprobenzahl, die Entnahme gestörter Proben sowie "Pannen" in der Versuchs-
durchführung zu nennen.
Um dennoch die Vorgehensweise bei der probabilistischen Analyse aufzeigen zu können,
werden die statistischen Parameter wie Mittelwert und Standardabweichung der Kennwerte
aus zur Verfügung gestellten Versuchsergebnissen des HLfB und aus Ergebnissen von Versu-
chen, die im Labor des Instituts für Grundbau, Bodenmechanik, Felsmechanik und Verkehrs-
wasserbau der RWTH Aachen durchgeführt worden sind, ermittelt. Dabei werden in den Fäl-
len, in denen eine ausreichende Datenmenge zur Verfügung steht, z.B. die Raumstellung der
Trennflächenscharen, mit bewährten Verfahren zur statistischen Auswertung von Meßergeb-
nissen die statistischen Parameter der Kennwerte ermittelt.
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Bild 6.9 Schieferung Sch und Kluft K1
Bild 6.10 Wasseraustritt aus der Kluft K1 Bild 6.11 Trennflächenfüllung der Kluft K1
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Bei einer für eine repräsentative Auswertung zu geringen Stichprobe, z.B. bei aufwendigen in
situ-Versuchen zur Ermittlung von E-Modul, Scherfestigkeiten usw, werden die statistischen
Parameter aufgrund von Erfahrungswerten bei vergleichbarem Gebirge bzw. Mauerwerk fest-
gelegt oder aus der Rückrechnung gemessener Verformungen bestimmt.
6.3.1 Kennwerte für den Fels
Anhand der Ergebnisse der im Rahmen der o.g. Erkundungen durchgeführten Labor- und in
situ-Versuche wurde für den Fels die Wichte zu γF = 27,2 kN/m³ bestimmt und eine Poisson-
zahl von ν = 0,25 angenommen.
Da bei der Erkundung des Untergrundes keine Scherversuche an den Trennflächen durchge-
führt worden sind, wurden für die drei Trennflächenscharen die Scherparameter (ϕT, cT) und
die Zugfestigkeit (βZ) aufgrund von Erfahrungswerten abgeschätzt zu:
ϕT = 30° cT = 0,1 MN/m² βZ = 0 MN/m²
Für die probabilistische Untersuchung werden darüber hinaus die statistischen Parameter für
das Streichen und das Einfallen der Trennflächen sowie für den E-Modul des Felses ermittelt.
Vom Ingenieurbüro Prof. Wittke, Beratende Ingenieure für Grundbau und Felsbau GmbH
(WBI), wurden in den Jahren 1996 und 1997 nach Ausbruch des Kontrollgangs 467 Trennflä-
chen eingemessen. Die Besetzungsdichten sind in dem Lotpunktdiagramm in Bild 6.12 darge-
stellt. Die Darstellung der Besetzungsdichten ermöglicht zwar die Zuordnung der eingemes-
senen Trennflächen zu Trennflächenscharen, liefert jedoch noch keine zuverlässige Aussage
über die Streuung und den Mittelwert der Raumstellung einer Schar [WITTKE, 1984]. Daher
wurden mittels einer statistischen Auswertung der Meßergebnisse die Raumstellungen der
Trennflächenscharen mit den größten Häufigkeiten ermittelt (s. Bilder 6.13 bis 6.15).
               
Bild 6.12 Lotpunktdiagramm [Wittke, 1997]
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Bild 6.13 Verteilung der transformierten Streich- und Einfallwinkel der Kluftschar K1
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Bild 6.14 Verteilung der transformierten Streich- und Einfallwinkel der Kluftschar K2
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Bild 6.15 Verteilung der Streich- und Einfallwinkel der Schichtung Sch
Die kluftstatistischen Messungen des HLfB (s. Bild 6.7) sowie die des Ingenieurbüros WBI (s.
Bild 6.12) ergaben ein einheitliches Bild über die Raumstellung der einzelnen Trennflächen-
scharen. In Tabelle 6.4 sind jeweils die unter Annahme einer Normalverteilung berechneten
Mittelwerte und Standardabweichungen für das Streichen (α) und Einfallen (β) der drei
Haupttrennflächenscharen K1, K2 und Sch aufgeführt. Bild 6.16 zeigt das Lotpunktdiagramm
für die Mittelwerte der Streich- und Einfallwinkel der Haupttrennflächenscharen und die Ori-
entierung der Mauerachse.
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Hessisches Landesamt für
Bodenforschung
Ingenieurbüro WBI
α  [°] σ [°] β  [°] σ [°] α  [°] σ [°] β  [°] σ [°]
Kluftschar K1 171,2 18,6 84,3 15,8 168,4 17,5 76,4 9,9
Kluftschar K2 268,1 22,9 87,8 22,7 - - - -
Schieferung Sch 66,9 17,2 60,4 10,7 59,8 13,1 61,7 9,1
Tabelle 6.4 Mittelwerte und Standardabweichungen der Streich- und Fallwinkel für die Lotpunkte
der Haupttrennflächenscharen nach HLfB und WBI
Mit Zustimmung des Wasser- und Schiffahrtsamtes (WSA) Hann. Münden erfolgten im April
und im August 1997 Begehungen des Kontrollgangs zur Ermittlung der das Trennflächenge-
füge beschreibenden Kennwerte. Auf der Grundlage der vom Ingenieurbüro WBI durchge-
führten Kartierung des anstehenden Felsuntergrundes im Kontrollgang der Diemeltalsperre
wurden für die bereits eingemessenen Trennflächen die Öffnungsweiten, die mittleren Trenn-
flächenabstände und die Füllungen untersucht.
Die Entnahmestellen der während der Begehungen aus den Trennflächen entnommen Trenn-
flächenfüllungen sind in Bild 6.17 dargestellt. Tabelle 6.5 enthält eine Zusammenstellung der
Proben, des zugehörigen Entnahmeortes sowie der Kluftschar, aus der die jeweilige Probe
entnommen worden ist.
4°
Mauerachse
W
N
O
S
0°
x
x
x
K1
(1
Sch
K2
Bild 6.16 Lotpunktdiagramm der Trennflächenscharen K1, K2, Sch
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Bild 6.17 Entnahmestellen der Trennflächenfüllungen
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Probe Entnahmeort Entnahme aus Kluftschar
A, B, C Rechter Hang K1
D, E Rechter Stollen K1
F
G
linker Stollen
linker Schacht
Sch
K2
H, I, K Linker Hang K1
Tabelle 6.5 Entnahmeorte der jeweiligen Proben und zugehörige Kluftscharen
Oberwasserseitig und in den Schächten wurden insgesamt 136 Trennflächen erfaßt. Davon
sind 125 Trennflächen der Kluftschar K1 und 5 Trennflächen der Schieferung zuzuordnen. In
den Schächten wurden 6 Trennflächen der Kluftschar K2 untersucht.
Die Klüfte K1 weisen Öffnungsweiten auf, die zum einen wesentlich geringer sind als
2ai = 0,05 mm und zum anderen in der Größenordnung von 2ai = 0,05 mm bis 2ai = 3 mm lie-
gen. Darüber hinaus wurden in einer Kluft eine Öffnungsweite von 2ai = 5 mm und in fünf
Klüften Werte von 2ai = 10 mm gemessen. Nach den Ergebnissen der Kartierung des Inge-
nieurbüros WBI beträgt die Öffnungsweite bei ca. 70% der eingemessenen Trennflächen der
Kluftschar K1 2ai = 1 mm. 62 Klüfte von den 125 untersuchten Klüften der Schar K1 mit
2ai ≥ 0,05 mm waren gefüllt.
Von den 6 Klüften der Schar K2 waren 5 Klüfte gefüllt. Die Öffnungsweiten lagen bei
2ai = 5 mm bis 2ai = 15 mm. Weiterhin wurden 4 gefüllte Schieferungsfugen sowie eine un-
gefüllte Schieferungsfuge mit Öffnungsweiten von 2ai = 1 mm bis 2ai = 10 mm untersucht.
Die gemessenen Öffnungsweiten der Kluftschar K2 und der Schieferung sind als nicht reprä-
sentativ anzusehen, da nur wenige Trennflächen in exponierter Lage untersucht werden konn-
ten.
Zur Ermittlung der hydraulischen und bodenmechanischen Kennwerte der Trennflächenfül-
lung wurden entsprechende Versuche im Labor des Instituts für Grundbau, Bodenmechanik,
Felsmechanik und Verkehrwasserbau der RWTH Aachen durchgeführt. Die ermittelten Korn-
verteilungskurven der Trennflächenfüllungen aus den Kluftscharen K1 und K2 sowie der
Schieferung sind in Bild 6.18 dargestellt. Nach DIN 18196 wird die Trennflächenfüllung als
mittel- bis ausgeprägt plastischer Ton klassifiziert, der in dem Bericht des HLfB (1986) als
Lehm bezeichnet wird. Als Durchlässigkeitsbeiwert der Trennflächenfüllung wird ein Wert
von kf = 1⋅10-9 m/s zugrunde gelegt.
Die von dem HLfB (1993) mit Einfachpackern bis zu Drücken von 5 bar durchgeführten WD-
Tests zeigen, daß der Untergrund hinsichtlich seiner Durchlässigkeit in zwei Zonen unterglie-
dert werden kann. Bis in eine Tiefe von 20 m unterhalb der Gründungssohle liegt die Durch-
lässigkeit des Felses im Mittel bei Werten von kf = 1⋅10-6 m/s bis 5⋅10-6 m/s. In dem darunter
liegenden Fels weisen die Durchlässigkeiten zum überwiegenden Teil Größenordnungen von
kf = 1⋅10-8 m/s bis kf = 1⋅10-7 m/s auf. Die Durchlässigkeit im Bereich des Dichtungsschleiers
wurde aus Ergebnissen von WD-Tests zu kf = 2⋅10-7 m/s bestimmt. Die Ergebnisse der WD-
Tests resultieren aus den Durchlässigkeitseigenschaften aller drei Trennflächenscharen. Die
statistischen Auswertungen von WD-Tests ermöglichen naturgemäß keine quantitative Aussa-
ge über die Durchlässigkeitseigenschaften des Gebirges, liefern jedoch aus einer großen An-
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zahl von Versuchswerten die maßgebenden Ergebnisse, um die Durchlässigkeit des Unter-
grundes zu beurteilen [DGEG, 1988].
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Bild 6.18 Kornverteilungskurven der Trennflächenfüllung
Nach den vorliegenden Ergebnissen ist die Wasserdurchlässigkeit des Untergrundes als für
das Bauvorhaben günstig zu bezeichnen. Es ist allerdings zu beachten, daß die Durchlässig-
keitsbeiwerte aus den Ergebnissen der WD-Tests mit der Formel von KOLLBRUNNER-
BLATTER ermittelt worden sind. Diese Formel stellt gegenüber dem tatsächlichen Strö-
mungsverhältnissen in klüftgem Fels eine starke Vereinfachung dar, da u.a. homogene und
isotrope Verhältnisse vorausgesetzt werden.
r
R
ln
l
p
2
Q
k
w
f ⋅
⋅γ⋅π
= (6.1)
mit kf Durchlässigkeitsbeiwert [m/s]
Q Durchfluß [m³/s]
p Einpreßdruck [kN/m²]
γW Wichte des Wassers [kN/m³]
l Länge des Verpreßabschnittes [m]
R Reichweite [m]
r Bohrlochradius [m]
Für die hydraulischen und mechanischen FE-Berechnungen werden aufgrund der visuellen
Begutachtung des anstehenden Felses im Bereich der Sperrenstelle und unter Berücksichti-
gung der Ergebnisse der WD-Tests die Trennflächen der Schieferung als geschlossen, die
Trennflächen der Schar K2 als ungefüllt und tiefenabhängig mit einer Öffnungsweite von
2ai = 0,15 mm bzw. 2ai = 0,1 mm sowie die Kluftschar K1 als gefüllt mit einer Öffnungsweite
von 2ai = 1 mm angenommen. Der mittlere Trennflächenabstand wurde aufgrund der Kartie-
rung für die Kluftscharen K1 und K2 zu d  = 0,3 m und für die Schieferung zu d  = 1 m gewählt.
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Die aus den Meßergebnissen abgeleiteten charakteristischen Werte für die Wasserdurchläs-
sigkeit werden somit auf das vorhandene Gefügemodell abgestimmt. Die Durchlässigkeitsten-
soren, die den weiteren Berechnungen zugrunde liegen, sind in Tabelle 6.6 aufgeführt.
Im Rahmen des Erkundungsprogrammes wurden zur Ermittlung des E-Moduls zwei Dilato-
meterversuche mit einer Schlauchsonde IF116 in senkrecht abgeteuften Bohrungen in 45 m
Tiefe unter der Mauerkrone durchgeführt. In beiden Versuchen ist der Schlauch der Sonde
geplatzt. Aus den wenigen verwertbaren Ergebnissen wurden Werte für den E-Modul in einer
Größenordnung von 20.000 MPa abgeleitet. Diese Werte erscheinen jedoch unverhältnismä-
ßig hoch. Da nur Ergebnisse aus zwei Versuchen vorliegen können diese nicht als statistisch
relevant angesehen werden. Um dennoch eine sinnvolle Annahme über die Größenordnung
des E-Moduls und dessen statistische Parameter treffen zu können, wurden die Ergebnisse
von Dilatometerversuchen an der benachbarten Edertalsperre ausgewertet, bei der ähnliche
geologische Verhältnisse vorliegen. Ein Vergleich der Raumstellungen der Trennflächen im
Untergrund der Diemel- und der Edertalsperre zeigt, daß die Trennflächenschar K1 und die
Schieferung im Rahmen der angegebenen Schwankungsbreiten gleich orientiert sind (s. Bild
6.19). Die Dilatometerversuche an der Ederstaumauer wurden in senkrecht und schräg abge-
teuften Bohrungen in einer Tiefe von 50 - 53 m unter der Mauerkrone mit einer Dilatometer-
sonde 95 (Solexperts) durchgeführt. Die Testlänge dieser Sonde beträgt L = 1000 mm, so daß
nach Einschätzung des vorhandenen Trennfächengefüges davon ausgegangen werden kann,
daß repräsentative Abschnitte des Untergrunds erfaßt wurden.
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Bild 6.19 Lotpunktdiagramme für den Untergrund der Diemel- und der Edertalsperre
Aus den Ergebnissen der 20 durchgeführten Dilatometerversuche an der Ederstaumauer wur-
den E-Moduln für den Fels abgeleitet (s. Bild 6.20). Der Mittelwert beträgt E  = 4.500 MPa
und die Standardabweichung σ = 2.765 MPa. Die Verteilung des E-Moduls kann durch eine
Normalverteilung beschrieben werden. Aus einem Vergleich der Ergebnisse von Verschie-
bungsmessungen an der Staumauer der Diemeltalsperre und den Ergebnissen von FE-Berech-
nungen wurde ein E-Modul in vergleichbarer Größenordnung abgeleitet [WITTKE, 1997]. Da
in diesem Fall keine repräsentative Stichprobe vorliegt, kann unter der Annahme, daß die
Streuungen des E-Moduls ebenfalls statistisch verteilt auftreten, davon ausgegangen werden,
daß sich ihr Einfluß auf die Zuverlässigkeit/Sicherheit über einen größeren Untergrundbereich
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kompensiert. Daher werden die o.g. Werte in den nachfolgenden Berechnungen für den Un-
tergrund der Diemeltalsperre zugrunde gelegt.
6.3.2 Kennwerte für das Mauerwerk
Für das Mauerwerk wurden in den o.g. Labor- und in situ-Versuchen des HLfB eine Wichte
von γ = 22 kN/m³ und eine Durchlässigkeit von kf = 2⋅10-6 m/s bestimmt. Für die Durchläs-
sigkeit des im Bereich des Dichtungsschleiers liegenden Mauerwerks wurde in WD-Tests ein
Wert von kf = 2⋅10-7 m/s ermittelt. Die Poissonzahl für das Mauerwerk wird zu ν = 0,25 ange-
nommen.
 [MN/m²] E
 n
 E = 4.500
 5.000  10.000
 5
 1
 1.000
 3
Bild 6.20 Häufigkeitsverteilung für den E-Modul des Felses
Zur Ermittlung des E-Moduls für das Mauerwerk wurden sowohl Labor- als auch in situ-
Versuche durchgeführt. In den Laborversuchen wurden E-Moduln in einer Größenordnung
von 20.000 MPa ermittelt, die als zu hoch angesehen werden. Ursachen für diese hohen Werte
können die geringen Abmessungen der Probekörper darstellen, so daß überwiegend ein
durchgehender Steinanteil und nicht das Mauerwerk geprüft wurde. Weitere Gründe können
eventuell auftretende Gefügeauflockerungen bei der Entnahme der Probe sowie bei der Her-
stellung des Probekörpers sein.
Neben den an Bohrproben ermittelten E-Moduln wurden in geneigt verlaufenen Bohrungen
Dilatometerversuche mit einer Plattendrucksonde durchgeführt. Es liegen acht Einzelmeß-
werte für den E-Modul vor, die in einem Bereich von 1.100 – 11.800 MPa liegen. Als arith-
metischer Mittelwert wird ein E-Modul von 3.000 MPa in Richtung parallel zur Mauerachse
bzw. 6.000 MPa in Richtung senkrecht zur Mauerachse abgeleitet, wobei „Ausreißer“ nicht
berücksichtigt worden sind. Da die Testlänge der verwendeten Sonde nur 205 mm beträgt,
muß bei der Betrachtung der Ergebnisse berücksichtigt werden, daß teilweise nur Mauerstein
bzw. nur Mauermörtel anstelle des Mauerwerks geprüft wurden. Für eine statistische Aus-
wertung liegen zudem keine ausreichenden Datenmengen vor.
Um dennoch eine Aussage über die Größenordnung und den Verteilungstyp des E-Moduls für
das Mauerwerk zu erhalten wurden drei Druckkissenversuche (je 3 Druckkissen á 4 Meßge-
bern), die in der Staumauer der Urfttalsperre an einem vergleichbaren Mauerwerk durchge-
führt worden sind, ausgewertet. Aus den Ergebnissen dieser Druckkissenversuche und den
Ergebnissen von an der Urftstaumauer durchgeführten Dilatometerversuchen konnten E-
Moduln gleicher Größenordnung abgeleitet werden. Die statistische Auswertung der Druck-
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kissenversuche zeigt Bild 6.21. Als charakteristischer Wert ergibt sich der mittlere E-Modul
für das Mauerwerk der Urfttalsperre in horizontaler Richtung zu E  = 8.300 MPa und in ver-
tikaler Richtung zu E  = 11.835 MPa. Der E-Modul kann durch eine Normalverteilung be-
schrieben werden.
Den statischen Berechnungen für die Diemeltalsperre, die das Ingenieurbüro WBI im Auftrag
der Wasser- und Schiffahrtsdirektion Mitte durchgeführt hat, lag ein E-Modul von
E = 8.000 MPa zugrunde, der aus der Rückrechnung gemessener Verformungen ermittelt
worden ist. Dabei wurde der E-Modul in einer Parameterstudie solange variiert, bis eine op-
timale Übereinstimmung der gemessenen und der berechneten Verformungen erreicht wurde.
Das Mauerwerk wurde dabei als homogen und isotrop angenommen.
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Bild 6.21 Häufigkeitsverteilung für den E-Modul des Mauerwerks in horizontaler und vertikaler
Richtung (Druckkissenversuche Urftstaumauer)
In Anlehnung an diese Untersuchungen wird in den statischen Berechnungen der vorliegen-
den Arbeit ebenfalls ein mittlerer E-Modul von E  = 8.000 MPa und eine Standardabwei-
chung von σ = 2.000 MPa berücksichtigt. Diese Werte entsprechen größenordnungsmäßig
denjenigen, die für das Grauwackemauerwerk der Urfttalsperre in horizontaler Richtung er-
mittelt worden sind.
Die oben aufgeführten boden- und felsmechanischen sowie hydraulischen Kennwerte für das
Mauerwerk und den Fels (s. Kapitel 6.3.2) stellen die Eingangswerte für Sicker- und Standsi-
cherheitsberechnungen dar, in denen zum einen der Zustand des Absperrbauwerks nach der
Sanierung untersucht wird, und zum anderen die Zuverlässigkeit des Bauwerks unter Berück-
sichtigung potentieller Schadensereignisse ermittelt wird.
6.3.3 Zusammenstellung der Kennwerte für den Fels und das Mauerwerk
Tabelle 6.6 enthält die boden- und felsmechanischen sowie hydraulischen Kennwerte, die als
Eingangswerte für die Sickerströmungs- und Spannungsverformungsberechnungen mit den
o.g. FE-Programmsystemen HYD03 und FEST03 zugrunde gelegt werden.
Der Fels wurde hinsichtlich seiner Durchlässigkeit entsprechend den Angaben des geologi-
schen Gutachtens in zwei Zonen unterteilt (s. Bild 6.22). Die entsprechenden Durchlässig-
keitstensoren für die Felszonen I und II sind in Tabelle 6.6 angegeben.
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Für die Temperaturberechnungen wird die Temperaturverteilung in der Mauer während der
Winterphase berücksichtigt. Bild 6.23 zeigt diese Temperaturverteilung, wobei die Lufttem-
peratur -3°C betrug und die Temperatur des Untergrundes sowie des Wassers im Speicher-
becken +6°C. Diese Temperaturen wurden als konstant über den betrachteten Zeitraum ange-
nommen.
0 m
117,5 m
136,4 m
141,5 m
1
78
,2
 m
178,2 m
200 m
Felszone II
Felszone IStaumauer
Bild 6.22 Querschnitt in Mauerlängsachse
Den Elementen, die Mauerwerk und Fels simulieren, wurde ein Wärmeausdehnungskoeffizi-
ent von αT = 6⋅10-6 1/K zugewiesen (DIN 1053-1). Die Mauerkrone ist im Bereich oberhalb
des Stauspiegels gefroren. Die Isothermen verlaufen parallel zur luftseitigen Maueroberflä-
che, wobei die Frostgrenze ca. 0,5 m vom luftseitigen Mauerrand entfernt im Querschnitt
liegt.
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Bild 6.23 Temperaturverteilung in der Staumauer [nach WITTKE, 1995]
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7 Standsicherheitsuntersuchungen mit charakteristischen Kennwer-
ten nach der Methode der Finiten Elemente
Die Standsicherheit einer Staumauer hängt wesentlich von der Wechselwirkung zwischen
Bauwerk und Untergrund ab, da diese die Beanspruchung der Konstruktion insbesondere im
Bereich der Aufstandsfläche maßgeblich beeinflußt.
Durch den Bau eines Absperrbauwerks wird der Fels zusätzlich zu seinen Eigengewichts- und
evtl. Auftriebs- und Strömungskräften durch das Eigengewicht der Staumauer belastet. Die
auftretenden Spannungen und Verformungen in der Staumauer und im Fels sind von der Ver-
formbarkeit und Festigkeit des Felsuntergrundes und der Staumauer sowie der Mauerform,
der Talform und der Bauweise abhängig. Diese Einflüsse können nur wirklichkeitsnah erfaßt
werden, wenn die Wechselwirkung zwischen Staumauer und Fels in der Standsicherheitsun-
tersuchung berücksichtigt wird. Das gleiche gilt für die Belastung der Staumauer und des Fel-
ses im Fall eines gefüllten Speicherbeckens. Die aus dem Einstau resultierenden Bela-
stungsänderungen im Fels und in der Staumauer infolge Strömungsdruck und Auftrieb verur-
sachen Verformungen im Fels, die im allgemeinen bis tief unter die Gründungssohle der
Staumauer reichen. Aufgrund dieser Verformungen kann sich die Durchlässigkeit des Felses
erheblich verändern. Die daraus resultierenden Änderungen der Potentialverteilung im Fels
sind in den Standsicherheitsberechnungen zu berücksichtigen.
An Berechnungsverfahren zur Untersuchung der Standsicherheit von Staumauern wird die
Forderung gestellt, daß mit ihnen allgemeine räumliche Spannungszustände unter Berück-
sichtigung der Wechselwirkung zwischen Bauwerk und Untergrund erfaßt werden können.
Numerische Berechnungsverfahren wie die Methode der Finiten Elemente eignen sich auf-
grund ihrer guten Anpassungsfähigkeit an die felsmechanischen und felshydraulischen Pro-
blemstellungen für die Durchführung der oben beschriebenen Standsicherheitsnachweise.
Die grundlegende Annahme der in dieser Arbeit verwendeten FE- Programmsysteme zur Be-
rechnung der Sickerströmung bzw. der Spannungen und Verformungen im Fels besteht darin,
daß sich die Standrohrspiegelhöhen bzw. die Verschiebungen innerhalb eines, den Untergrund
oder das Bauwerk simulierenden Elementes, mit hinreichender Genauigkeit aus den Stand-
rohrspiegelhöhen bzw. den Verschiebungen der Knoten des Elementes interpolieren lassen.
7.1 FE-Netze, Berechnungsausschnitte, Randbedingungen und Rechenschritte
Bei der Methode der Finiten Elemente wird der für die Berechnung ausgewählte Kontinuums-
ausschnitt in einzelne Elemente endlicher Größe unterteilt, die durch eine endliche Zahl von
Knoten miteinander verknüpft sind. Für die Diskretisierung des Felsuntergrundes und der
Staumauer empfiehlt sich aus Gründen der Übersichtlichkeit und des Rechenaufwandes eine
möglichst einfache Elementgeometrie. Zum Einsatz kommen gewöhnlich isoparametrische 8-
Knoten-Elemente mit linearen Interpolationsfunktionen, denen die mechanischen bzw. hy-
draulischen Eigenschaften des Felses bzw. des Mauerwerks zugewiesen werden. Innerhalb
des Berechnungsausschnittes liegende Störungen können durch besonders flache 8-Knoten-
Elemente nachgebildet werden.
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Am Beginn einer Finite Elemente Berechnung steht die Wahl der Größe und Form des Be-
rechnungsausschnittes sowie die Festlegung der entlang der Berandung zu berücksichtigenden
Randbedingungen für die Berechnung der Sickerströmung sowie der Spannungen und Ver-
formungen. Bei der Festlegung von Größe und Form des Berechnungsausschnittes ist die Be-
dingung einzuhalten, daß die durch die Belastungsänderungen hervorgerufenen Spannungsän-
derungen und Verformungen bis zum Rand des Berechnungsausschnittes abgeklungen sein
müssen. Die am Rand des Berechnungsausschnittes vorgegebenen Kräfte und Verformungen
müssen so gewählt werden, daß der im ungestörten Gebirge herrschende sogenannte Primär-
spannungszustand simuliert werden kann. Die erforderliche Größe des Berechnungsaus-
schnittes wird in vielen Fällen durch die Spannungen und Verformungen bestimmt, die sich
aus der Sickerströmung ergeben. Da diese häufig bis weit in den Fels seitlich und unterhalb
der Gründungssohle eines Absperrbauwerks reichen, müssen die Berechnungsausschnitte sehr
groß sein. Bei der Wahl des Berechnungsausschnittes für die Sickerströmungsberechnungen
ist die Forderung zu beachten, daß die aus dem Einstau resultierenden Änderungen der Stand-
rohrspiegelhöhen bis zum Rand des untersuchten Ausschnittes abgeklungen sein müssen.
Aus der Forderung, daß FE-Netze in Bereichen, in denen sich große Änderungen der Stand-
rohrspiegelhöhen bzw. der Spannungen ergeben, feinmaschig auszubilden ist, folgt, daß der
Fels insbesondere im Bereich der Aufstandsfläche und des Dichtungsschleiers durch kleinere
Elemente diskretisiert werden muß. Da andererseits aus den o.g. Gründen die Berechnungs-
ausschnitte häufig sehr groß sein müssen, ergeben sich bei räumlichen Berechnungen FE-
Netze mit sehr vielen Knoten. Infolgedessen entsteht ein großer Rechenaufwand.
7.1.1 Berechnungsausschnitte und Randbedingungen
(1) Ebene Berechnungen
Um die Auswirkungen eines beschädigten Dichtungsschleiers sowie den Ausfall der Draina-
gen in Mauer und Fels zu untersuchen, wurden Sickerströmungs- und Spannungsverfor-
mungsberechnungen mit dem in Bild 7.1 dargestellten 2D FE-Netz durchgeführt. Die Größe
des Berechnungsausschnitts sowie die Randbedingungen sind Bild 7.1 zu entnehmen. Bild 7.2
zeigt einen Ausschnitt aus dem 2D FE-Netz, in dem die Diskretisierung des Kontrollgangs
sowie die Simulation der Dichtungsschleier und der Drainagen detailliert dargestellt sind.
Das FE-Netz ist in 2577 isoparametrische Elemente mit 2688 Knoten unterteilt worden. Der
Berechnungsausschnitt umfaßt einen 300 m langen und 141,5 m hohen Untergrundausschnitt
sowie die Staumauer.
Die boden- und felsmechanischen bzw. hydraulischen Kennwerte wurden als charakteristi-
sche Werte nach DIN 4020 und 1055 wie in Kapitel 6.3.3 beschrieben angenommen.
Bei den Randbedingungen sind die für die Sickerströmungsberechnungen und die für die
Standsicherheitsberechnungen getroffenen Annahmen zu unterscheiden.
Für die Sickerströmungsberechnungen wurden die seitlichen Netzberandungen (x = 0 m,
x = 300 m) sowie die untere Berandung (z = 0 m) als undurchlässig angenommen. Für die
Berechnung der Grundwasserverhältnisse für den Zustand vor Baubeginn wurde den Knoten,
die in der Geländeoberfläche liegen, die Standrohrspiegelhöhe entsprechend dem Grundwas-
serstand bei Kote 141,5 m zugewiesen.
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141,5 m
300 m
2688 Knoten
2577 Elemente
x
y
z
178,2 m
Bild 7.1 2D FE-Netz
Für die Sickerströmungsberechnungen, in denen der Einstau der Talsperre simuliert wurde, ist
den Knoten entlang der Sohle des Staubeckens und den unterhalb des Stauspiegels liegenden
Knoten der wasserseitigen Maueroberfläche die dem jeweiligen Stauspiegel entsprechende
Standrohrspiegelhöhe zugewiesen worden. Im Unterwasser wurde den Knoten in der Gelän-
deoberfläche eine dem Grundwasserstand entsprechende Standrohrspiegelhöhe vorgegeben.
Knoten, die auf der luftseitigen Maueroberfläche liegen, wurden als mögliche Sickerknoten
angenommen. Dabei wurden den betreffenden Knoten in den Ebenen y = 0 m und y = 1 m mit
gleichen x- und z-Koordinaten die gleichen Standrohrspiegelhöhen zugewiesen, um den Fall
einer in y-Richtung unendlich langen Staumauer zu simulieren.
Die Drainagebohrungen in der Mauer wurden durch die Vorgabe von Sickerknoten beschrie-
ben, wogegen die Drainagen im Fels durch die Zuweisung der entsprechenden Standrohrspie-
gelhöhen an den einzelnen Knoten simuliert wurden. Für die Sickerströmungsberechnungen
wurde angenommen, daß die Felsdrainage in einer Höhe von 136,7 m in den Kontrollgang
entwässert.
Für die beiden Felszonen wurde jeweils von einer anisotropen Durchlässigkeit ausgegangen,
wohingegen für die Staumauer und die Dichtungsschleier in Mauer und Fels eine isotrope
Durchlässigkeit angenommen wurde. In den Sickerströmungsberechnungen sind neben der
Potentialverteilung die Auftriebs- und Strömungskräfte, die in die Spannungsverformungsbe-
rechnungen eingehen, ermittelt worden.
Bei der Berechnung der Spannungen und Verschiebungen wurden die Knoten der seitlichen
Ränder des Berechnungsausschnittes (x = 0 m, x = 300 m) als horizontal unverschieblich und
vertikal verschieblich, die der unteren Berandung (z = 0 m) hingegen als horizontal ver-
schieblich und vertikal unverschieblich angenommen (s. Bild 7.1). Für in den Ebenen y = 0 m
und y = 10 m liegende Knoten wurde angenommen, daß sie in y-Richtung unverschieblich
und in x- und z-Richtung verschieblich sind. Für den Fels und das Mauerwerk wird von einer
elastisch-viskoplastischen Spannungsdehnungsbeziehung ausgegangen.
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Die Berechnung der Spannungen und Verschiebungen in der Staumauer unter Temperatur-
einwirkung wurden ebenfalls mit dem in Bild 7.1 dargestellten FE-Netz durchgeführt.
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Simulation der 
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Mauer
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vorgegebene Standrohrspiegelhöhe
Dichtungsschleier
Kontrollgang
Bild 7.2 Ausschnitt aus dem 2D FE-Netz
(2) Räumliche Berechnungen
Die Diskretisierung von Mauer und Untergrund für die räumlichen Sickerströmungs- und
Spannungsverformungsberechnungen zeigt das in Bild 7.3 dargestellte 3D FE-Netz. Das FE-
Netz besteht aus 4752 isoparametrischen Elementen mit 5624 Knoten.
Da die Topographie im Bereich der Sperrenstelle, die Sickerströmung sowie die Spannungen
und Verformungen symmetrisch zur Tallängs- bzw. Mauerquerachse verlaufen, war es mög-
lich, in dem Berechnungsausschnitt nur eine Talhälfte nachzubilden. Die Abmessungen des
Berechnungsausschnittes betragen 300 m in der Tallängsachse und 200 m senkrecht zu dieser.
Der Berechnungsausschnitt umfaßt einen Untergrundausschnitt mit einer Höhe von 141,5 m
in der Tallängsachse und 178,2 m am Hang. Die Diskretisierung im Bereich des Kontroll-
gangs zeigt Bild 7.4.
Bei den Randbedingungen sind die getroffenen Annahmen für die Sickerströmungsberech-
nungen und die Spannungsverformungsberechnungen zu unterscheiden.
Für die Sickerströmungsberechnungen, in denen der Zustand vor Baubeginn simuliert wurde,
wurden die Ebenen x = 0 m, y = 0 m, y = 300 m und z = 0 m als undurchlässige Berandungen
angenommen. Die Ebene x = 200 m und die Geländeoberfläche im Tal wurden als Potential-
flächen mit einer Standrohrspiegelhöhe von 178,2 m bzw. 141,5 m vorgegeben, um die natür-
liche Hangströmung bzw. den Grundwasserstand im Tal zu simulieren. Als mögliche Sicker-
fläche wurde die Böschungsoberfläche des Hanges angesehen. Die hydraulischen Randbedin-
gungen für den Primärfall zeigt Bild 7.5.
85
5624 Knoten
4752 Elemente
200 m
300 m
x
z
y
178,2 m
141,5 m
Bild 7.3 3D FE-Netz
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Bild 7.4 Diskretisierung im Bereich des Kontrollgangs
In den Sickerströmungsberechnungen, in denen der Einstau der Talsperre simuliert wurde,
entsprachen die Randbedingungen für die Ebenen z = 0 m, y = 0 m, y = 300 m, x = 0 m und
x = 200 m denen des Primärfalles. Die Knoten in der Staubeckensohle und auf der wassersei-
tigen Maueroberfläche bzw. der Hangböschung erhalten jeweils das Potential der entspre-
chenden Stauhöhe. Knoten auf der luftseitigen Mauer- bzw. Hangoberfläche wurden als mög-
liche Sickerknoten angenommen. Im Unterwasser ist die Hangoberfläche als mögliche Sicker-
fläche angenommen worden. Da der Grundwasserspiegel im Tal in Höhe der Geländeoberflä-
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che ansteht, wurde dort den Knoten eine dem Grundwasserstand entsprechende Standrohr-
spiegelhöhe zugewiesen. Die hydraulischen Randbedingungen sind in Bild 7.6 dargestellt.
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Bild 7.5 Hydraulische Randbedingungen für den Primärfall
Die boden- und felsmechanischen Kennwerte sowie die Durchlässigkeiten des Untergrundes,
der Mauer und der Dichtungsschleier in Mauer und Fels wurden nach Tabelle 6.6 angenom-
men. Dabei handelt es sich um charakteristische Werte im Sinne von DIN 4020 und 1055.
Für die Randbedingungen der Spannungsverformungsberechnungen wurden die Annahmen
getroffen, daß die Ebenen x = 0 m und x = 200 m in x-Richtung unverschieblich und in y- und
z-Richtung verschieblich sind. Die Knoten der Ebenen y = 0 m und y = 300 m wurden in y-
Richtung als unverschieblich und in x- und z-Richtung als verschieblich angenommen. Für
die Ebene z = 0 m wurden die Knoten in z-Richtung als unverschieblich und in x- und y-
Richtung als verschieblich angenommen. Die Randbedingungen sind in Bild 7.3 dargestellt.
Die FE-Berechnungen zur Ermittlung der Spannungen und Verschiebungen infolge einer
Temperatureinwirkung wurden der Einfachheit halber mit dem in Bild 7.7 dargestellten 2D
FE-Netz durchgeführt. BETTZIECHE (1997) hat durch Messungen an einer alten Gewichts-
staumauer und durch numerische Simulationsrechnungen nachgewiesen, daß die Temperatur-
verteilung im Mauerquerschnitt maßgebend für die Standsicherheitsnachweise ist und die
Temperaturverteilung in Richtung der Mauerlängsachse als konstant betrachtet werden kann.
7.1.2 Rechenschritte
Die Standsicherheitsberechnungen wurden für den ebenen Fall mit dem 2D FE-Netz in Bild
7.1 und für den räumlichen Fall mit den 3D FE-Netz in Bild 7.3 durchgeführt.
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Wasserseite der Mauer
Bild 7.6 Hydraulische Randbedingungen für den Lastfall "Einstau"
514 Knoten
464 Elemente
300 m
141,5 m
x
z
178,2 m
Bild 7.7 FE-Netz für die Berechnungen mit Berücksichtigung einer Temperaturverteilung in der
Staumauer
Im ersten Rechenschritt ist der Primärfall, also der Zustand vor Baubeginn, simuliert worden
(s. Bild 7.8). Den Elementen des Felsuntergrundes wurden dabei das Raumgewicht und die
mechanischen und hydraulischen Eigenschaften des Felses zugewiesen. Bei Elementen, wel-
che die Mauer beschreiben, wurden das Raumgewicht und die Verformbarkeit annähernd zu
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"Null" gesetzt. Da im Untergrund Grundwasser ansteht, waren im Fels in den zweidimensio-
nalen Berechnungen neben dem Eigengewicht Auftriebskräfte zu berücksichtigen. In den
dreidimensionalen Sickerströmungsberechnungen mußten zusätzlich zu den Kräften aus Ei-
gengewicht und Auftrieb die infolge einer Hangströmung wirkenden Sickerströmungskräfte
berücksichtigt werden. Die aus diesem Rechenschritt resultierenden Spannungen werden als
Primärspannungen bezeichnet. Die errechneten Verformungen sind im Fels bereits eingetreten
und daher nicht meßbar.
SP
AP
AP
200
,0 m
300,0 m
178,2 m
xy
z
Randbedingungen:
x = 0 m und x = 200 m     in x-Richtung unverschieblich
y = 0 m und y = 300 m     in y-Richtung unverschieblich
z = 0 m                             in z-Richtung unverschieblich
AP Auftriebskräfte im Primärfall
SP Strömungskräfte im Primärfall
Bild 7.8 1. Rechenschritt: Eigengewicht des Felses
Der Bau der Staumauer ist in einem Rechenschritt simuliert worden (s. Bild 7.9). Dabei wur-
den den Elementen der Mauer das Raumgewicht und die mechanischen Eigenschaften des
Mauerwerks, des Dichtungsschleiers bzw. des Kontrollgangs zugeordnet. In der Realität er-
folgte der Bau der Staumauer jedoch abschnittsweise, so daß im Lastfall "Eigengewicht" kei-
ne Bogenwirkung eintritt. Die Bauzeit erstreckte sich über mehrere Jahre. Daher kann davon
ausgegangen werden, daß die größten Setzungs- und Verformungsanteile in Mauer und Un-
tergrund schon während der Bauzeit eingetreten sind.
Die Simulation des Mauerbaus in einem Rechenschritt hat zur Folge, daß infolge der Lasten
aus dem Eigengewicht der Staumauer die Setzungen in Talmitte aufgrund der dort höheren
Auflast größer als an den Hängen sind. Somit würde simuliert, daß das Eigengewicht teilwei-
se über eine räumliche Tragwirkung in die Widerlager eingetragen wird. Um das wirkliche
Tragverhalten im Lastfall Eigengewicht zu simulieren, wurden daher im 2. Rechenschritt ver-
tikale, radiale Fugen in der Mauer angenommen, die weder Zug- noch Schubspannungen
übertragen können. Somit wird eine räumliche Tragwirkung ausgeschlossen.
Die Vorsatzschale wurde weder als tragendes noch als dichtendes Bauteil angenommen, da
der Verbund zwischen Vorsatzschale und Mauerkörper sowie die Wasserundurchlässigkeit
nicht in jedem Fall gewährleistet werden kann. Lediglich das Eigengewicht der Vorsatzschale
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wurde in Form von Einzelkräften, die über die wasserseitige Mauerhöhe verteilt angenommen
worden sind, berücksichtigt. Zur Untersuchung eventuell auftretender horizontaler Risse in
der Staumauer wurden durch die Vorgabe einer horizontalen Trennflächenschar im Mauer-
werk horizontale Fugen simuliert, die keine Zugspannungen übertragen können.
SP
AP
AP
200
,0 m
300,0 m
178,2 m
xy
z
G
Blockfuge, radial
τ=σZug=0
Randbedingungen:
x = 0 m und x = 200 m     in x-Richtung unverschieblich
y = 0 m und y = 300 m     in y-Richtung unverschieblich
z = 0 m                             in z-Richtung unverschieblich
AP Auftriebskräfte im Primärfall
SP Strömungskräfte im Primärfall
G Gewichtskraft der Staumauer
Bild 7.9 2. Rechenschritt: Eigengewicht von Mauer und Fels
Im letzten Rechenschritt erfolgte die Simulation des Volleinstaus der Talsperre. In den durch-
strömten Bereichen der Staumauer wurden neben den Sickerströmungskräften auch Auf-
triebskräfte berücksichtigt (s. Bild 7.10). Zusätzlich wurde eine Vergütung der vertikalen Fu-
gen simuliert, um die räumliche Tragwirkung nach Fertigstellung der Staumauer zu berück-
sichtigen.
S
A
A
200
,0 m
300,0 m
178,2 m
xy
z
G
Randbedingungen:
x = 0 m und x = 200 m     in x-Richtung unverschieblich
y = 0 m und y = 300 m     in y-Richtung unverschieblich
z = 0 m                             in z-Richtung unverschieblich
S
A Auftriebskräfte infolge Einstau
S Strömungskräfte infolge Einstau
G Gewichtskraft der Staumauer
Bild 7.10 3. Rechenschritt: Eigengewicht von Mauer und Fels sowie Einstau
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Die Berechnungen zur Ermittlung der Spannungen und Verschiebungen infolge von Tempe-
ratureinwirkung wurden in getrennten FE-Berechnungen durchgeführt. Die ermittelten Span-
nungen und Verschiebungen wurden mit den aus dem Eigengewicht und Einstau resultieren-
den Spannungen und Verformungen superponiert.
7.2 Sickerströmungsberechnungen
7.2.1 Zweidimensionale Sickerströmungsberechnungen
Bild 7.11 zeigt die Potentialverteilung in Mauer und Untergrund bei einem intakten Abdich-
tungs- und Drainagesystem. Der Potentialabbau erfolgt in der Staumauer in dem Bereich zwi-
schen der Oberwasserseite und der Drainage. Im Fels wird das größte Potential zwischen dem
Stauspiegel (176,2 m) und der Drainage (136,7 m) in dem Bereich unter dem wasserseitigen
Mauerfuß abgebaut. Ein geringerer Potentialabbau erfolgt im luftseitigen Bereich der Mauer
zwischen dem Talwasserstand (141,5 m) und der Drainage.
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5
17
0
16
0
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14
5
14
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176,2m
141,5m
Bild 7.11 Potentialverteilung in [m] in Mauer und Untergrund in Talmitte bei intaktem Dichtungs-
schleier im Fels (2D Sickerströmungsberechnung)
Für den Fall, in dem der Dichtungsschleier im Fels als unwirksam angenommen wurde, ist die
Potentialverteilung in Bild 7.12 dargestellt. Der Vergleich der Berechnungsergebnisse bestä-
tigt, daß die Potentialverteilung im Untergrund durch die Anordnung des Dichtungsschleiers
nicht wesentlich verändert wird solange eine wirksame Drainage vorhanden ist. Die vorrangi-
ge Aufgabe des Dichtungsschleiers im Fels besteht daher in der Unterbindung möglicher
Wasserwege im Untergrund.
In den weiteren Untersuchungen können die Berechnungen mit und ohne Berücksichtigung
des Dichtungsschleiers im Fels somit auf einen Fall (z.B. intakter Dichtungsschleier im Fels)
beschränkt werden.
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141,5m
176,2m
Bild 7.12 Potentialverteilung in [m] in Mauer und Untergrund in Talmitte bei unwirksamem Dich-
tungsschleier im Fels (2D Sickerströmungsberechnung)
7.2.2 Dreidimensionale Sickerströmungsberechnungen
Im Primärfall war eine Hangströmung zu berücksichtigen, für welche die Potentialverteilung
in Bild 7.13 dargestellt ist.
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145
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165
170
175
178,2 m
141,5 m
Bild 7.13 Potentialverteilung in [m] im Untergrund für den Primärfall
(3D Sickerströmungsberechnung)
Die Ergebnisse der dreidimensionalen Sickerströmungsberechnungen, in denen der Einstau
der Talsperre simuliert wurde, zeigt Bild 7.14. Die Potentialverteilung für die Hangströmung
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auf der Wasser- und der Luftseite der Staumauer werden in zwei, parallel zur Mauerlängsach-
se verlaufenden Schnitten dargestellt (s. Bilder 7.14a und b). Die Berechnungsergebnisse zei-
gen, daß für die Hangströmung ein kontinuierlicher Abbau des Potentials vom Bergwasser-
stand zum Talwasserstand erfolgt.
Die Potentialverteilung in Talmitte ist Bild 7.14 c zu entnehmen. Im Mauerwerk baut sich das
Potential bis zur Drainage ab. In dem Bereich der Gründungssohle wird die Potentialdifferenz
verhältnismäßig gleichmäßig vom wasserseitigen Mauerfuß bis zur Drainage abgebaut. Die
Beeinflussung der Potentialverteilung durch die Hangströmung ist im Bereich des luftseitigen
Untergrundes zu erkennen.
Im Vergleich zu der zweidimensionalen Sickerströmungsberechnung, deren Ergebnis in Form
einer Potentialverteilung in Bild 7.11 dargestellt ist, verschiebt sich der Potentialabbau in der
räumlichen Berechnung in Richtung des Unterwassers. Diese Verschiebung verdeutlicht
ebenfalls den Einfluß der Hangströmung auf die Potentialverteilung.
7.3 Standsicherheitsberechnungen
7.3.1 Spannungen und Verschiebungen infolge Eigengewicht und Einstau
Den durchgeführten 3D FE-Berechnungen zur Ermittlung der Spannungen und Verschiebun-
gen in Mauer und Untergrund liegen die in Tabelle 6.6 angegebenen Kennwerte zugrunde.
Die Dichtungsschleier und Drainagen in Mauer und Fels sind als voll wirksam angenommen
worden. Es wird ein Einstau bis zum Stauziel von 176,2 m berücksichtigt.
Da die Vorsatzschale als nicht tragendes Bauteil angenommen worden ist, wird der E-Modul
für die Elemente der Vorsatzschale zu "Null" gesetzt. Das Eigengewicht wird in Form von
Einzellasten über die wasserseitige Mauerhöhe verteilt aufgebracht.
In Bild 7.15 ist die Verteilung der Hauptnormalspannungen im Untergrund für den Primärfall
in einem parallel zur Mauerlängsachse verlaufenden Schnitt dargestellt. Die größte Haupt-
normalspannung steht in von der Böschung unbeeinflußten Bereichen senkrecht und nimmt
linear mit der Tiefe zu. In Böschungsnähe verläuft die größte Hauptnormalspannungen paral-
lel zur Böschungsoberfläche. Die Neigung der Hauptnormalspannungen geht in einem Ab-
stand von der Böschungsoberfläche, der dem 1,5 bis 2-fachen der Böschungshöhe entspricht,
in die Vertikale über.
Am Böschungsfuß sowie in Talmitte treten Festigkeitsüberschreitungen infolge des zur Tal-
mitte gerichteten Hangschubes auf.
Die Hauptnormalspannungsverteilung im Untergrund in Talmitte zeigt Bild 7.16. In der Tal-
sohle verläuft die größte Hauptnormalspannung horizontal. Mit zunehmender Tiefe vergrö-
ßern sich die Hauptnormalspannungen entsprechend der Überlagerungshöhe des Felses. Am
unteren Rand des Berechnungsausschnittes verlaufen die größten Hauptnormalspannungen
vertikal.
Die Verteilung der Hauptnormalspannungen und der vertikalen Spannungen in Mauer und
Untergrund für den Lastfall "Eigengewicht von Mauer und Fels" sind in den Bildern 7.17 bis
7.19 für den Querschnitt in Talmitte dargestellt.
93
176,3
176,4
176,5
176,6
176,7
176,8
176,9 177 177,5 178
a) Potentialverteilung der Hangströmung im Bereich des Staubeckens (y = 300 m), Stauhöhe 176,2 m
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b) Potentialverteilung der Hangströmung im Bereich des Unterwassers (y = 0 m), Stauhöhe 176,2 m
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c) Potentialverteilung in Talmitte (x = 0 m), Stauhöhe 176,2 m
Bild 7.14 Potentialverteilung in [m] in Mauer und Untergrund (3D Sickerströmungsberechnung)
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Druck
Maßstab:
0,5 MPa
Hauptspannungen
Zug
Festigkeitsüberschreitung
-0,612 MPa
-2,389 MPa-1,99 MPa
-0,969 MPa
141,5 m
178,2 m
Bild 7.15 Hauptnormalspannungen infolge Eigengewicht des Felses im Untergrund
Unterhalb der Gründungssohle verläuft die größte Hauptnormalspannung im Bereich des
Kontrollganges vertikal und im Bereich des wasserseitigen bzw. luftseitigen Mauerfußes je-
weils zum Kontrollgang hin geneigt. Mit zunehmender Tiefe erhöhen sich die Hauptnormal-
spannungen und richten sich vertikal aus (s. Bild 7.17).
141,5 m
Druck
Maßstab:
0,5 MPa
Hauptspannungen
Zug
Festigkeitsüberschreitung
-0,73 MPa
-1,99 MPa
Bild 7.16 Hauptnormalspannungen infolge Eigengewicht des Felses im Untergrund in Talmitte
(x = 0 m)
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141,5 m
-2,05 MPa
Druck
Maßstab:
0,5 MPa
Hauptspannungen
Zug
Festigkeitsüberschreitung
Bild 7.17 Hauptnormalspannungen infolge Eigengewicht von Mauer und Fels in Talmitte (x = 0 m)
In der Staumauer treten ausschließlich vertikale Druckspannungen auf. Die größten Haupt-
normalspannungen verlaufen auf der Wasserseite der Mauer vertikal. An der Luftseite der
Staumauer und im Bereich des wasserseitigen Sporns richten sie sich parallel zum Mauerrand
aus (s. Bild 7.18). Infolge der Mauergeometrie treten die größten Druckspannungen im Be-
reich des wasserseitigen Mauerfußes auf. Die größte Hauptdruckspannung beträgt
-1,87 MPa und ist wesentlich geringer als die Druckfestigkeit des Mauerwerks von 18,9 MPa.
Die maximale Druckspannung kann somit vom Mauerwerk mit einem Sicherheitsbeiwert von
γ = 9,89 aufgenommen werden
Bild 7.19 zeigt den Verlauf der vertikalen Spannungen in Talmitte entlang horizontaler
Schnitte. Die größte vertikale Druckspannung beträgt am wasserseitigen Mauerfuß
-1,706 MPa.
In den Bildern 7.20 und 7.21 sind die Hauptnormalspannungen infolge Eigengewicht und
Einstau für den Querschnitt in Talmitte aufgetragen. Im Untergrund unterhalb des wassersei-
tigen Mauerfußes verringern sich im Vergleich zum Lastfall "Eigengewicht" Größe und Nei-
gung der Hauptnormalspannungen. Im Bereich des Dichtungsschleiers und unterhalb des
Staubeckens treten Festigkeitsüberschreitungen auf. Diese sind auf die annähernd horizonta-
len Zugspannungen zurückzuführen, die von den steil stehenden Klüften nicht aufgenommen
werden können.
Im Untergrund des luftseitigen Mauerfußes vergrößern sich die Hauptnormalspannungen und
verlaufen flacher geneigt als im Lastfall "Eigengewicht". Die im Lastfall "Eigengewicht" vor-
handenen Festigkeitsüberschreitungen vor dem Mauerfuß treten nicht mehr auf. Die größten
Hauptnormalspannungen verlaufen am wasserseitigen Mauerrand vertikal und am luftseitigen
Mauerrand parallel zu diesem. Im Bereich wasserseitig der Drainage verringern sich die
Hauptnormalspannungen im Vergleich zum Lastfall "Eigengewicht" infolge des Auftriebs. Im
Innern der Mauer neigen sich die Hauptspannungsachsen gegen die Wasserseite, da dort in-
folge der wasserseitig auf den Dichtungsschleier wirkenden horizontalen Wasserdruckkräfte
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erhöhte Schubspannungen hervorgerufen werden. Die Hauptnormalspannungen vergrößern
sich in dem Bereich luftseitig der Drainage im Vergleich zu dem Lastfall "Eigengewicht" (s.
Bild 7.21). Die größte Hauptdruckspannung beträgt am luftseitigen Mauerfuß -1,03 MPa.
Zugspannungen in horizontaler Richtung treten im Bereich der Mauerkrone und des wasser-
seitigen Mauerfußes auf.
In den Bildern 7.20 bis 7.22 sind die vertikalen Spannungen in der Staumauer in horizontalen
Schnitten in Talmitte (x = 0 m), bei x = 19,0 m und bei x = 38,3 m dargestellt. Die Ergebnisse
der FE-Berechnungen zeigen, daß der Querschnitt in Talmitte für den Standsicherheitsnach-
weis maßgebend ist.
Druck
Maßstab:
0,5 MPa
Hauptspannungen
Zug
Festigkeitsüberschreitung
-2,072 MPa
176,2 m
141,5 m
Bild 7.20 Hauptnormalspannungen infolge Eigengewicht und Einstau in Talmitte (x = 0 m)
Der Vergleich der Berechnungsergebnisse zeigt, daß die vertikalen Druckspannungen am
wasserseitigen Mauerfuß am geringsten sind. In den betrachteten Mauerquerschnitten treten
keine vertikalen Zugspannungen auf. Die kleinste vertikale Druckspannung ergibt sich für den
Querschnitt in Talmitte am wasserseitigen Mauerfuß zu -0,078 MPa. Für die Querschnitte bei
x = 19 m und x = 38,3 m betragen die kleinsten vertikalen Druckspannungen an dieser Stelle
-0,123 MPa bzw. -0,206 MPa.
Eine räumliche Tragwirkung ist an der Zunahme der vertikalen Spannungen in Richtung der
Widerlager zu erkennen (s. Bilder 7.22 und 7.24). Daher werden im folgenden die Berech-
nungen zur Ermittlung der Spannungen und Verschiebungen infolge Temperatureinwirkung
an dem in Bild 7.7 dargestellten zweidimensionalen FE-Netz für den Querschnitt in Talmitte
durchgeführt.
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Die aus dem Einstau resultierenden Verschiebungen sind in Bild 7.25 für den Querschnitt in
Talmitte aufgetragen. Die größte horizontale Verschiebung ergibt sich an der Mauerkrone zu
13,5 mm.
13,5 mm
141,5 m
178,2 m
176,2 m
Maßstab:
10 mm
Bild 7.25 Sekundärverschiebungen infolge Einstau in Talmitte (x = 0 m)
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7.3.2 Spannungen und Verschiebungen infolge Temperatureinwirkung
Änderungen der Lufttemperatur, der Feuchtigkeit oder der Sonnenbestrahlung können in
Staumauern Temperaturgradienten hervorrufen, die Zwängungsspannungen und Verformun-
gen verursachen.
Die Spannungen und Verschiebungen, die sich im Lastfall Temperatur für die Mittelwerte der
Kennwerte ergeben, sind in horizontalen Schnitten für den Mauerquerschnitt in Talmitte in
den Bildern 7.26 bis 7.28 aufgetragen. Die Hauptnormalspannungen sind in Bild 7.26 darge-
stellt. Zugspannungen treten insbesondere an den Mauerrändern auf.
Hauptspannungen
Druck
Zug
Maßstab:
0,05 MPa
178,2 m
0,110 MPa
0,082 MPa 141,5 m
Bild 7.26 Hauptnormalspannungen infolge Temperatureinwirkung in Talmitte (x = 0 m)
Vertikale Zugspannungen treten sowohl am wasserseitigen als auch am luftseitigen Mauer-
rand auf. Sie sind auf eine Volumenverringerung als Folge der luftseitigen Abkühlung der
Mauer zurückzuführen, während die Bereiche der Mauer, in denen keine bzw. geringe Tem-
peraturgradienten wirken, diesen Effekt behindern. Im Inneren der Staumauer wirken daher
vertikale Druckspannungen. Die größte vertikale Zugspannung am wasserseitigen Mauerfuß
beträgt 0,082 MPa. Im Vergleich zu den Spannungen infolge Eigengewicht und Einstau, dar-
gestellt in den Bildern 7.21 und 7.22, sind die Spannungen aus der angenommenen Tempera-
turbelastung vergleichsweise gering. Die Verschiebungen nehmen von der Gründungssohle
bis zur Mauerkrone zu. Die maximale Verschiebung in Richtung Unterwasser beträgt an der
luftseitigen Mauerkrone 2,0 mm (s. Bild 7.28).
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7.3.3 Spannungen und Verschiebungen infolge Eigengewicht, Einstau und Tempera-
tureinwirkung
Die Spannungen und Verschiebungen, die sich aus der Überlagerung der Spannungen und
Verschiebungen infolge Eigengewicht und Einstau mit denjenigen infolge einer Temperatur-
einwirkung ergeben, sind in den Bildern 7.29 bis 7.31 für den Querschnitt in Talmitte darge-
stellt.
Die Hauptnormalspannungen weisen sowohl am wasserseitigen als auch am luftseitigen Mau-
errand geringere Werte als im Lastfall "Eigengewicht und Einstau" auf. Im Inneren der Stau-
mauer sind die Hauptnormalspannungen jedoch geringfügig größer.
178,2 m
176,2 m
-0,880 MPa-0,310 MPa
Druck
Maßstab:
0,5 MPa
Hauptspannungen
Zug
Festigkeitsüberschreitung
141,5 m
Bild 7.29 Hauptnormalspannungen infolge Eigengewicht, Einstau und Temperatur in Talmitte
(x = 0 m), Detail
In dem betrachteten Mauerquerschnitt treten nur vertikale Druckspannungen auf. Im Ver-
gleich zu den vertikalen Spannungen infolge Eigengewicht und Einstau sind die vertikalen
Druckspannungen an den Mauerrändern durch die dort vorhandenen Zugspannungen infolge
Temperatureinwirkung reduziert worden. Die kleinste vertikale Druckspannung am wasser-
seitigen Mauerfuß beträgt -0,055 MPa (s. Bild 7.30). Die aus der Überlagerung der Einwir-
kungen resultierenden Verschiebungen zeigt Bild 7.31. Die maximale horizontale Verschie-
bung der Mauerkrone in Richtung Unterwasser beträgt 15,5 mm.
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8 Standsicherheitsuntersuchungen auf probabilistischer Basis für po-
tentielle Ereignisse, Bestimmung der Zuverlässigkeit
Für jedes Teilereignis eines Ereignisablaufes kann die Zuverlässigkeit bzw. die Versagens-
wahrscheinlichkeit ermittelt werden. Um die Zuverlässigkeit beurteilen zu können, werden
die von der DGEG (1988) eingeführten Kriterien zugrunde gelegt (s. Tabelle 8.1).
Zuverlässigkeit r Versagenswahrscheinlichkeit pf Ereignis
> 0,999999 < 10-6 vollkommen ausgeschlossen
0,99999 10-5
mit an Sicherheit grenzender Wahr-
scheinlichkeit ausgeschlossen
0,9999 10-4 unwahrscheinlich
0,999 10-3 nicht auszuschließen
0,99 10-2 möglich
0 - 0,9 100 - 10-1 wahrscheinlich
Tabelle 8.1 Beurteilung der Zuverlässigkeit [DGEG, 1988]
Die Zuverlässigkeit r bzw. die Versagenswahrscheinlichkeit pf wird mit Hilfe des Sicher-
heitsindexes β nach dem Verfahren 1. Ordnung von HOSSER bestimmt (s. Kapitel 5). An dem
nachfolgenden Beispiel soll die Vorgehensweise exemplarisch aufgezeigt werden.
Für die Kombination von Basisvariablen, für die sich der Grenzzustand Z = 0 ergibt, wird
nach Gleichung 5.7 der Sicherheitsindex β berechnet. Dieser Wert stellt den Eingangspara-
meter der in Bild 8.1 dargestellten Tabelle dar. Der zugehörige Tabellenwert entspricht dem
Volumenintegral des in der Abbildung in Bild 8.1 schraffierten Bereiches der Gaußkurve. Die
Versagenswahrscheinlichkeit entspricht dem Volumenintegral unter der Gaußkurve in dem
Bereich zwischen x = β und x = +∞. Das Volumenintegral unter der gesamten Gaußkurve hat
den Wert 1,0.
Für einen angenommenen Sicherheitsindex von β = 2,95 ergibt sich der Tabellenwert in Bild
8.1 zu 0,498411. Die Versagenswahrscheinlichkeit berechnet sich damit zu:
pf = 0,5 - 0,498411 = 1,589⋅10-3 (8.1)
Die zugehörige Zuverlässigkeit wird nach Gleichung 5.20 ermittelt:
r = 1 - pf = 1 - 0,001589 = 0,998411 (8.2)
In den folgenden Kapiteln wird für unterschiedliche Ereignisse, welche die Standsicherheit
der Diemelstaumauer beeinträchtigen können, die zugehörige Zuverlässigkeit des Bauwerks
ermittelt. Diese Untersuchungen müßten theoretisch für alle Elemente des FE-Netzes durch-
geführt werden. Angesichts des damit verbundenen hohen Rechenaufwandes wird der Grenz-
zustand nur in ausgewählten Elementen bestimmt. Dabei werden jeweils die Elemente be-
trachtet, in denen das untersuchte Ereignis zuerst eintreten könnte. Für die Ermittlung der Zu-
verlässigkeit des Bauwerks ist die Betrachtung dieser "kritischen" Elemente ausreichend. Zum
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besseren Verständnis sind für den Mauerquerschnitt in Talmitte in Bild 8.2 die Elementnum-
mern in dem entsprechenden Ausschnitt des FE-Netzes eingetragen.
mit:        h = ß ψ(h) = Φ(-ß)
Bild 8.1 Wahrscheinlichkeitsintegral ψ(h) der normierten und zentrierten Normalverteilung
[HARR, 1977]
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Bild 8.2 Detail des FE-Netzes: Mauerquerschnitt in Talmitte (x = 0 m)
8.1 Potentielle Ereignisse für Staumauern aus Mauerwerk
Bei der Durchführung einer Zuverlässigkeitsanalyse für ein Bauwerk müssen alle möglichen
Gefährdungen mit ihren auslösenden Ereignissen und den gegen einen möglichen Schaden
getroffenen Sicherheitsvorkehrungen erfaßt werden. Ablauf und Folgen eines Schadensereig-
nisses werden in erheblichem Maße von der Art und Wirkungsweise der getroffenen Sicher-
heitsvorkehrungen beeinflußt.
Gefährdungen für ein Bauwerk beinhalten zum einen Gefährdungen aus der Umwelt, zum
anderen Gefährdungen aus menschlichen Unzulänglichkeiten. Die Gefährdungen aus der
Umwelt ergeben sich infolge der bereits o.g. Einwirkungen auf das Bauwerk. Die Gefährdun-
gen infolge menschlicher Unzulänglichkeiten umfassen alle menschlichen Handlungen und
Unterlassungen, die den ordnungsgemäßen Betrieb der Talsperre negativ beeinflussen. Dazu
gehören mangelnde Fachkenntnis, Nachlässigkeit sowie Irrtümer und Fehlhandlungen der bei
der Erkundung, dem Entwurf, der Bauausführung und dem Betrieb beteiligten Menschen
[DGEG, 1988].
Die in Kapitel 3 erläuterte Übersicht über Talsperrenbrüche zeigt, daß im wesentlichen fol-
gende Ereignisse zu einem Versagen einer Staumauer aus Mauerwerk führen können:
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- Versagen des Mauerwerks,
- Versagen des Absperrbauwerks (Kippen)
- Versagen des Untergrundes (Gleiten, Grundbruch)
- Versagen der Widerlager und
- in einigen Fällen eine Überströmung der Staumauer.
Darüber hinaus sind die Gebrauchstauglichkeit und die Dauerhaftigkeit einer Talsperre nicht
mehr gewährleistet, wenn das aufgestaute Wasser im Speicher durch Um-, Unter- und Durch-
strömung des Bauwerks abfließen kann.
Die potentiellen Ereignisse, die ein Versagen einer Staumauer aus Bruchsteinmauerwerk ver-
ursachen können, sind in Bild 8.3 aufgeführt.
Kippen
Gleiten
mögliche Gleitflächen
Versagen des
Widerlagers
Grundbruch,
Gleiten
Kippen eines
Felskeiles
Grundbruch
möglicher 
Kolk
Versagen des
Mauerwerks
Riß
Abplatzungen
Riß
Erosion 
von Mörtel
Überströmen
Bild 8.3 Potentielle Versagensereignisse für eine Staumauer
8.1.1 Versagensereignis "Versagen des Mauerwerks"
Die Tragsicherheit, Gebrauchstauglichkeit und die Dauerhaftigkeit des Bruchsteinmauerwerks
einer Staumauer können erheblich beeinträchtigt werden durch (s. Bild 8.3):
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- eine Überschreitung der zulässigen Zugfestigkeit des Mauerwerks und einer daraus re-
sultierenden Rißbildung im Mauerquerschnitt,
- eine Überschreitung der zulässigen Druckfestigkeit des Mauerwerks, die zu Abplatzun-
gen auf der Luftseite der Staumauer führen kann und
- durch eine Erosion des Mörtels in den Fugen des Mauerwerks infolge einer Durchströ-
mung der Staumauer.
Horizontale Risse an der Wasserseite der Staumauer werden durch vertikale Zugspannungen
verursacht, die u.a. infolge Einstau (s. Bild 7.21), Temperatureinwirkung (s. Bilder 7.26 und
7.29) oder Erdbeben auftreten können. In den Rissen wirkt der volle hydrostatische Wasser-
druck gemäß der Stauhöhe, wodurch sich die Porenwasserdruckverteilung und somit die
Spannungsverteilung im Bauwerk verändert (s. Bilder 8.36, 8.20 und 8.37).
Im Bereich der Mauerkrone können vertikale Risse infolge horizontaler Zugspannungen aus
Temperatureinwirkungen auftreten, die eine Durchströmung der Mauerkrone zur Folge haben
können (s. Bilder 8.3, 8.4 und 7.29).
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σv(G,S,A)
σv(G,∆V,∆H,S,A)GMAM
SM
SF
∆H
R
GFAF
a) Zugbeanspruchung b) Druckbeanspruchung
GF,GM Eigengewicht Fels/Staumauer R Resultierende der Einwirkungen
SF,SM Strömungskraft* Fels/Staumauer ∆H zusätzliche horizontale Einwirkung
AF,AM Auftriebskraft* Fels/Staumauer ∆V zusätzliche vertikale Einwirkung
σv,σh vertikale/horizontale Spannung * infolge Hangwasser und Einstau
Bild 8.4 Ursachen für das Ereignis "Versagen des Mauerwerks"
Bei Überschreitung der zulässigen Druckfestigkeit des Mauerwerks, z.B. aufgrund zusätzli-
cher Einwirkungen, treten in den entsprechenden Querschnittsbereichen der Staumauer Plasti-
fizierungen und Spannungsumlagerungen ein (s. Bild 8.4). Als Folge der daraus resultieren-
den Querdehnungen entstehen an den freien Querschnittsrändern horizontale Zugspannungen,
die zu Abplatzungen des Mauerwerks führen können (s. Bild 8.3). Diese können insbesondere
dann auftreten, wenn durch einen horizontalen Riß im Mauerwerk die Kraftübertragung im
verbleibenden wirksamen Querschnitt erfolgt und sich im Vergleich zu den Spannungen im
ungerissenen Querschnitt erhöhte vertikale Spannungen am luftseitigen Mauerrand einstellen
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(s. Bild 8.5). Eine Erhöhung der Druckbeanspruchungen am luftseitigen Mauerrand kann z.B.
aus dem Einstau der Staumauer resultieren (s. Bilder 7.18 und 7.21).
Horizontale Risse an der Wasserseite und Abplatzungen von Mauerwerk auf der Luftseite der
Staumauer können daher bei einer ungünstigen Spannungsverteilung in der Mauer zu einem
Versagen des Absperrbauwerks führen.
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Bild 8.5 Verlauf der Normalspannungen in einem Horizontalriß [nach RESCHER, 1965]
8.1.2 Versagensereignis "Kippen"
Ein Kippen der Staumauer kann durch das Auftreten horizontaler Risse in der Mauer infolge
von vertikalen Zugspannungen, durch das Öffnen von Trennflächen im Fels, durch einen da-
mit verbundenen möglichen Abriß des Dichtungsschleiers oder durch Erosionsvorgänge im
Mauerwerk bzw. im Untergrund verursacht werden (s. Bild 8.6).
Die Auswirkungen gerissener Zonen in der Staumauer oder im Fels auf die Standsicherheit
des Bauwerks sind erheblich. Risse in der Staumauer und im Dichtungsschleier führen zu
einer stärkeren Durchströmung in diesem Bereich, wodurch sich die Porenwasserdruckver-
teilung im Mauerquerschnitt gegenüber dem Ausgangszustand erheblich verändert (s. Bild
8.36). Eine Durchströmung der Staumauer fördert die Ausspülung von Mörtel aus dem Mau-
erwerk und führt somit zu einer Veränderung der Porenwasserdruck- bzw. Spannungsvertei-
lung in der Staumauer (s. Bilder Riß: 8.6, 8.36, Pot.-Vtlg.: 8.25; 8.27; Spann.: 7.30, 8.24).
Die Wasserdurchlässigkeit des Felses kann sich durch das Öffnen von Trennflächen qualitativ
verändern. Infolge der daraus resultierenden Potentialverteilung können bereichsweise – im
Vergleich zum Ausgangszustand – veränderte hydraulische Gradienten auftreten. In gefüllten
Trennflächen kann ein höherer hydraulischer Gradient die Wahrscheinlichkeit für das Auf-
treten von Erosionsvorgängen in der Trennfläche erhöhen. Als Folge einer Erosion von
Trennflächenfüllungen kann sich die Wasserdurchlässigkeit und somit die Potentialverteilung
in diesen Bereichen ebenfalls verändern. Eine Erosion der Trennflächenfüllung kann im Un-
tergrund von Talsperren als rückschreitende Erosion von der Luftseite oder als Umlagerung
und Transport der Bodenkörner in Drainagen oder offene Trennflächen stattfinden.
Eine Zunahme des Poren- bzw. Sohlwasserdrucks kann ebenfalls durch Fehlstellen im Dich-
tungsschleier verursacht werden.
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Dichtungsschleier
offene und gefüllte
Trennflächen
Mauerfuge
Sohlwasserdruck
Porenwasserdruck
Riß
Sohlwasserdruck
h   Stauhöhe
b   Querschnittsbreite in
     Abhängigkeit von h
γW Wichte des Wassers
a) Zugbeanspruchung
b) Erosion
Bild 8.6 Versagensursachen für das Ereignis "Kippen"
8.1.3 Versagensereignis "Gleiten"
Bei Staumauern, die auf klüftigem Fels gegründet sind, kann die Standsicherheit durch
Bruchmechanismen im Untergrund gefährdet werden.
Zum einen kann die Staumauer wie in Bild 8.3 dargestellt entlang einer Trennfläche oder der
Schnittlinie zweier Trennflächen gleiten, insbesondere, wenn diese Trennflächen mit bindigen
Böden gefüllt sind, durch die der Gleitwiderstand der Trennflächen erheblich verringert wird
(Aufgleiten von Felskeilen, s. Bilder 6.8 und 6.19). Zum anderen kann ein Gleiten der Stau-
mauer in der Gründungssohle stattfinden.
Infolge der auf den Untergrund einwirkenden Kräfte treten an der Geländeoberfläche und im
anstehenden Fels vertikale und horizontale Verschiebungen auf (s. Bilder 7.25 und 7.31).
Vertikale Zugspannungen, Setzungen oder Setzungsunterschiede benachbarter Bereiche in
Mauer und Fels können unter anderem zu Rissen im Dichtungsschleier selbst oder zu einem
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Abreißen des Dichtungsschleiers vom Kontrollgang führen (s. Bild 8.7). Ebenso können hori-
zontale Verschiebungen ein Abscheren des Dichtungsschleiers verursachen. Aus den o.g.
Szenarien resultiert eine Veränderung der Porenwasser- bzw. Sohlwasserdruckverteilung in
der Mauer und im Fels, welche die Gleitsicherheit der Staumauer maßgeblich beeinflussen (s.
Bilder 7.14c, 8.21 und 8.22).
Die Gleitsicherheit des Bauwerks verringert sich durch eine Zunahme des Sohlwasserdruckes
infolge einer Fehlstelle im Dichtungsschleier, dem Ausfall der Drainage oder einer Erosion
der Trennflächenfüllung (s. Kapitel 8.1.2). Ebenso bewirkt eine Zunahme des Porenwasser-
druckes im Mauerquerschnitt infolge eines Risses oder einer Ausspülung der Mörtelfuge eine
geringere Gleitsicherheit (s. Bild 8.7).
Drainage
Dichtungsschleier
Riß
Sohlwasserdruck
offene und
 gefüllte
Trennflächen
Mauerfuge
Sohlwasserdruck
Porenwasserdruck
a) Zugbeanspruchung b) Erosion
Bild 8.7 Versagensursachen für das Ereignis "Gleiten"
8.1.4 Versagensereignis "Grundbruch"
In einem geklüfteten Fels sind Grundbrüche möglich, deren Bruchfigur im wesentlichen von
der Spannungsverteilung, dem Trennflächengefüge und der Festigkeit des anstehenden Felses
abhängt (s. Bild 8.8). In einem Fels mit mechanisch wirksamen Trennflächen treten die
Grundbrüche in Form von "Bruchnischen" auf (s. Bild 8.8a). Muschelförmige Bruchfiguren
kommen unter anderem in Gesteinen mit geringer Festigkeit oder in Fels, deren Trennflächen
mechanisch kaum wirksam sind, vor (s. Bild 8.8b).
Als Ursachen für das Ereignis "Grundbruch" sind eine Erhöhung der Druckbeanspruchung der
Staumauer und die Zunahme des Sohlwasserdruckes aufzuführen (s. Bild 8.9). Eine Zunahme
des Sohlwasserdruckes kann durch eine Erosion der Trennflächenfüllung, einen Riß oder eine
Fehlstelle im Dichtungsschleier oder eine unwirksame Drainage hervorgerufen werden (s.
Kapitel 8.1.2).
Die Resultierende neigt sich aufgrund der geschilderten Belastungsänderungen zur Oberwas-
serseite und ihr Angriffspunkt verschiebt sich in Richtung Unterwasser (s. Bilder 7.18 und
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7.21). Infolge der außermittig angreifenden geneigten Kraft kann ein Grundbruch im Unter-
grund der Staumauer auftreten.
        
        
        
        
        
O
α
a) Bruchnische         b) Muschelförmige Bruchfigur
Bild 8.8 Grundbruchfiguren im Untergrund von Talsperren [nach MÜLLER-SALZBURG, 1992]
8.1.5 Versagensereignis "Versagen der Widerlager"
Die möglichen Bruchmechanismen im Bereich der Widerlager von Talsperren hängen im we-
sentlichen vom Trennflächengefüge, von der Richtung der Resultierenden der einwirkenden
Kräfte, von der Geländeform, von der Form der Widerlagereinbindung und von der Einbinde-
tiefe ab. Ebenso wie bei dem Ereignis "Versagen der Untergrundes" können Gleit- oder
Schervorgänge im Fels zu Rissen, Brüchen oder örtlichen Versagenszuständen  führen. Ereig-
nisse, die ein Versagen der Widerlager verursachen können, sind unter anderem das Gleiten
entlang von Trennflächen, das Ab- oder Aufgleiten von Felskeilen entlang von Trennflächen,
das Kippen von Felskeilen aus der Felsböschung sowie muschel- oder bruchnischenförmige
Grundbrüche.
8.1.6 Ereignis "Leerlaufen des Speichers" – Einschränkung der Gebrauchsfähigkeit
und der Dauerhaftigkeit
Aufgrund einer Durchströmung der Staumauer oder einer Um- und Unterströmung des Ab-
sperrbauwerks kann das gestaute Wasser im Speicher einer Talsperre versickern. Als Ursa-
chen für eine Durchströmung der Staumauer und des anstehenden Felses sind Erosionsvor-
gänge in den Mörtelfugen des Mauerwerks sowie in den gefüllten Trennflächen zu nennen (s.
Bild 8.10). Als Erscheinungsformen der Erosion kann eine rückschreitende Erosion in Mörtel-
fugen oder gefüllten Trennflächen sowie eine Erosion in Drainagen, in offene Trennflächen
oder an die Geländeoberfläche auftreten.
8.1.7 Potentielle Versagensereignisse für die Staumauer der Diemeltalsperre
Jede Staumauer ist hinsichtlich ihrer geologischen Lage und konstruktiven Ausbildung ein
Einzelbauwerk, bei dem eine Vielzahl potentieller Versagensereignisse zu berücksichtigen ist.
Die potentiellen Ereignisse für die Staumauer der Diemeltalsperre sind in Anlehnung an die
oben aufgeführten Versagensereignisse an Staumauern aus Mauerwerk unter Berücksichti-
gung der Konstruktion der Mauer und der geologischen Verhältnisse im Bereich der Sperren-
stelle erarbeitet worden.
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Bild 8.9 Versagensursachen für das Ereignis "Grundbruch"
Im Rahmen der Zuverlässigkeitsanalyse für die Staumauer der Diemeltalsperre werden die
folgenden Ereignisse betrachtet (s. Bild 8.3):
- Versagen des Mauerwerks: horizontaler Riß, Abplatzungen auf der Luftseite
- Versagen des Absperrbauwerks: Kippen
- Versagen des Untergrundes: Gleiten in der Gründungssohle, Aufgleiten von Felskeilen
- Leerlaufen des Speichers: Erosion in den gefüllten Trennflächen.
Als Versagensursachen werden Zugbeanspruchungen, Druckbeanspruchungen, Erosionser-
scheinungen im Fels sowie eine Veränderung der Porenwasserdruck- bzw. Sohlwasserdruck-
verteilung infolge unwirksamer Dichtungsschleier und Drainagen in der Staumauer und im
Fels berücksichtigt.
Im Rahmen der durchgeführten Zuverlässigkeitsanalyse werden bei der Ermittlung der Zu-
verlässigkeit bzw. der Versagenswahrscheinlichkeit der einzelnen Ereignisse aufgrund des
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damit verbundenen hohen Rechenaufwandes hauptsächlich häufig auftretende Einwirkungen
wie Eigengewicht, Auftriebs- und Strömungskräfte sowie langfristige Temperatureinwirkun-
gen betrachtet (s. Bild 6.5). Zusätzlich werden jedoch die Stauhöhe und die Wirksamkeit der
Dichtungsschleier und Drainagen in der Staumauer und im Fels variiert. Die Zuverlässigkeit
einer Staumauer wird, wie bereits erläutert, auch von den Eigenschaften der Baustoffe, die
sich durch boden- bzw. felsmechanische sowie hydraulische Kennwerte (Einflußgrößen) be-
schreiben lassen, beeinflußt (s. Bild 6.6).
Drainage
Dichtungsschleier
offene und gefüllte
Trennflächen
Mauerfuge
Sohlwasserdruck
Porenwasserdruck
Erosion
Bild 8.10 Ursachen für das Ereignis "Leerlaufen des Speichers"
Da es sich bei der Staumauer der Diemeltalsperre um ein bestehendes Bauwerk handelt, blei-
ben Einwirkungen infolge Baulasten unberücksichtigt. Verkehrs- und Auflasten, Reparaturla-
sten, Wind und Erddrücke stellen für das betrachtete Bauwerk Einwirkungen dar, welche die
Zuverlässigkeit des Bauwerks nicht entscheidend beeinflussen. Daher werden diese im Rah-
men der durchgeführten Zuverlässigkeitsanalyse ebenso wie selten oder sehr selten auftreten-
de Einwirkungen in den Berechnungen nicht berücksichtigt.
Einwirkungen und Einflußgrößen liegen selten als deterministische Größen vor. Meist handelt
es sich um Zufallsvariable, die sich aufgrund von Erfahrungen, Beobachtungen, Prüfungen
oder Berechnungen im Rahmen gewisser Fehlerbandbreiten voraussagen lassen [DGEG,
1988].
Für die Diemelstaumauer liegen für viele Einflußgrößen keine statistisch verwertbaren Daten
vor und eine Übertragung von Versuchsergebnissen, z.B. an vergleichbaren Felsarten, ist mit
großen Unsicherheiten verbunden, so daß in diesen Fällen ein konservativer Ansatz gewählt
wird. Für diese Einflußgrößen werden deterministische Werte zugrunde gelegt, mit denen in
einer Vorberechnung eine gute Übereinstimmung zwischen den gemessenen und den berech-
neten Verschiebungen der Staumauer erzielt worden ist. Die als Zufallsvariable bei der Er-
mittlung der Zuverlässigkeiten einzelner Ereignisse angenommenen Einflußgrößen werden in
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den nachfolgenden Kapiteln, in denen die potentiellen Versagensereignisse für die Diemel-
staumauer untersucht werden, aufgeführt.
Im Rahmen der Zuverlässigkeitsanalyse für die Diemelstaumauer werden zur Untersuchung
der oben beschriebenen Versagensereignisse folgende Berechnungen nach der FE-Methode
durchgeführt (s. Tabelle 8.2). Zusätzlich werden die Auswirkungen von Erosionsvorgängen
im Untergrund betrachtet.
Ereignis Stauhöhe Wirksame Dichtungs-
schleier und Drainagen
Kapitel
Versagen des Mauerwerks
(Horizontaler Riß)
Stauziel - in Mauer/Fels
- in der Mauer
- im Fels
- Keine
8.4.1
8.4.2
Höchstes Stauziel - in Mauer/Fels 8.4.1
Kronenstau - in Mauer/Fels 8.4.1
Kippen Stauziel - in Mauer/Fels
- in der Mauer
- im Fels
- Keine
8.5.1
Höchstes Stauziel - 8.5.2
Kronenstau - in Mauer/Fels
- Keine
8.5.3
Gleiten
- Felskeil vor luftseitigem Mauerfuß
- Felskeil unter der Staumauer
Stauziel - in Mauer/Fels
- in der Mauer
- im Fels
- Keine
8.7.1
8.7.2
Leerlaufen des Speichers
- Erosion in den Trennflächen
Stauziel - in Mauer/Fels 8.9.2
Stauziel
Kronenstau
- in Mauer/Fels
- in der Mauer
- im Fels
- Keine
Vorstudie
Tabelle 8.2 Übersicht über die durchgeführten FE-Berechnungen
8.2 Versagensereignis "Fehlstellen im Dichtungsschleier"
Fehlstellen im Dichtungsschleier können in Form von Rissen oder als Spalten und Bereiche
mit einer höheren Durchlässigkeit auftreten. Spalten und durchlässigere Bereiche können auf-
grund nicht verpreßbarer Trennflächen im Bereich des Dichtungsschleiers oder aufgrund von
Erosionserscheinungen in durch den Schleier verlaufenden gefüllten Trennflächen entstehen.
Weiterhin kann es bereits beim Abteufen einer Bohrung zu gebirgs- und bohrverfahrensbe-
dingten Abweichungen von der vorgesehen Bohrrichtung kommen [KUTZNER, 1991]. MÜL-
LER-SALZBURG (1992) berichtet, daß bei einigen Schwergewichtsmauern trotz sorgfältiger
Ausführung der Dichtungsschleier nachinjiziert werden mußte, da Wasserdurchtritte und
Wasserverluste festgestellt worden waren.
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Die Wirksamkeit von Dichtungsschleiern kann ebenfalls durch eine "mangelnde Dauerbe-
ständigkeit des Injektionsmittels" und durch das "Lebensalter von Dichtungsschleiern" herab-
gesetzt werden [KUTZNER, 1991].
Über die Zuverlässigkeit bzw. die Versagenswahrscheinlichkeit für das Auftreten von Fehl-
stellen in Dichtungsschleiern von Talsperren standen keine Angaben zur Verfügung. Daher
wurden Berechnungen ohne und mit Berücksichtigung eines Dichtungsschleiers in der Stau-
mauer und im Fels durchgeführt. So konnte der Einfluß eines unwirksamen Dichtungsschlei-
ers auf die Zuverlässigkeit bzw. die Versagenswahrscheinlichkeit der Staumauer erfaßt wer-
den. Als Eintrittswahrscheinlichkeit für einen unwirksamen Dichtungsschleier wurden fol-
gende Werte für die Versagenswahrscheinlichkeit pf angenommen:
pf = 0 wirksamer Dichtungsschleier
pf = 1 unwirksamer Dichtungsschleier
8.3 Versagensereignis "Unwirksame Drainagen"
Die bereichsweise größeren Durchlässigkeiten in Mauer und Fels aufgrund der in Kapitel 8.2
beschriebenen Szenarien bewirken eine Veränderung der Potentialverteilung, wobei der Po-
ren- bzw. Sohlwasserdruck zunimmt, wenn keine leistungsfähige Drainage vorhanden ist.
Daraus resultiert eine Veränderung der Spannungsverteilung im Absperrbauwerk und im Un-
tergrund und damit einhergehend eine Veränderung des Gleichgewichtszustandes.
Die Leistungsfähigkeit der Drainage kann durch Einspülung und Ablagerung der Trennflä-
chenfüllung oder durch Versinterung herabgesetzt werden. Der sich daraufhin einstellende
Poren- bzw. Sohlwasserdruck verringert die Standsicherheit des Bauwerks erheblich. Eine
Abminderung des Wasserdruckes aufgrund von Drainagemaßnahmen darf daher nur in An-
satz gebracht werden, wenn diese über die gesamte Betriebszeit wirksam sind und ohne signi-
fikante Einschränkungen des Betriebs repariert werden können (s. Bilder 7.14c und 8.21).
Der Einfluß der Drainagen auf die Zuverlässigkeit bzw. die Versagenswahrscheinlichkeit der
Diemeltalsperre wurde ebenfalls in Berechnungen, in denen einerseits wirksame und anderer-
seits unwirksame Drainagen in der Staumauer und im Fels angenommen worden sind, erfaßt.
Als Versagenswahrscheinlichkeit pf für das Auftreten unwirksamer Drainagen wurden fol-
gende Werte angesetzt:
pf = 0 wirksame Drainage
pf = 1 unwirksame Drainage
8.4 Versagensereignis "Versagen des Mauerwerks - horizontaler Riß"
Die Ursachen, die zu einem horizontalen Riß an der Wasserseite der Staumauer führen kön-
nen, sind bereits in Kapitel 8.1.1 aufgeführt.
In Bild 8.11 sind die bei der Ermittlung der Zuverlässigkeit bzw. der Versagenswahrschein-
lichkeit für das Ereignis "Horizontaler Riß" berücksichtigten Einwirkungen und Einflußgrö-
ßen zusammengestellt. Neben dem Eigengewicht von Staumauer und Fels sowie den Strö-
mungs- und Auftriebskräften infolge Einstau wurde ein langfristiges Temperaturereignis als
118
Einwirkung berücksichtigt. Darüber hinaus sind die Stauhöhe sowie die Wirksamkeit der
Dichtungsschleier und Drainagen variiert worden.
In vorab durchgeführten Parameterstudien konnte aufgezeigt werden, daß die Größe und die
Verteilung der vertikalen Spannungen in der Staumauer und im Fels maßgeblich von dem
Verhältnis der E-Moduln des Mauerwerks und des Felses abhängen. Als Zufallsvariable wer-
den daher im Rahmen der durchgeführten Zuverlässigkeitsanalyse die E-Moduln von Mauer-
werk und Fels gewählt. Eine geringe Beeinflussung der vertikalen Spannungen erfolgt durch
die Einflußgrößen "Zugfestigkeit auf den Trennflächen" und "Fallwinkel der Trennflächen".
Diese Werte werden somit deterministisch vorgegeben.
Kontrollgang
EB,kf
ß1
ß2
offene und gefüllte
Trennflächen
T
GM
SM
AM
GF
AFSF
E Streuende Einflußgrößen Deterministische Parametervariation
Mauerwerk
EM,γM,ν,kf,ßz,ßDr
Wirksamkeit
der Drainage
Dichtungsschleier
EM,  kf
klüftiger Fels
Gestein: EF,γF,ν
Trennflächen: α,ß,cT,ϕT,ψT,ßZT,
2ai,d,k
Füllung: Kornverteilung,
kf,ϕ,c,D,Ic
Bild 8.11 Einwirkungen und Einflußgrößen für das Ereignis "Versagen des Mauerwerks"
Zur Ermittlung der Zuverlässigkeit für das Ereignis "Versagen des Mauerwerks - horizontaler
Riß" wurden Sickerströmungs- und Standsicherheitsberechnungen durchgeführt.
Die zugrunde gelegten boden- und felsmechanischen Kennwerte enthält Tabelle 6.6. Als von-
einander unabhängige Basisvariable für die probabilistische Untersuchung wurden die E-
Moduln des Mauerwerks und des Felses gewählt. Die statistischen Parameter der vorliegen-
den Basisvariablen sind in Tabelle 8.3 zusammengestellt.
E-Modul von Mittelwert [MPa] Standardabweichung [MPa]
Mauerwerk
Fels
8000
4500
2000
2765
Tabelle 8.3 Statistische Parameter der E-Moduln des Mauerwerks und des Felses
Zur Bestimmung der Zuverlässigkeit bzw. der Versagenswahrscheinlichkeit bei Erreichen des
Grenzzustandes Z = 0 müssen mehrere Iterationen durchgeführt werden. Innerhalb einer Ite-
ration wird ausgehend von den gewählten Startwerten für die Basisvariablen in den weiteren
Berechnungen jeweils eine Basisvariable variiert. Die Vorgehensweise ist in einem Flußdia-
gramm in Bild 8.12 dargestellt. Die Grenzzustandsfunktion ist in einem Punkt bekannt, wenn
119
der Grenzzustand Z = 0 erreicht wird. Diese Forderung gilt als erfüllt, wenn der Wert Z in
einer Größenordnung von 10-3 vorliegt oder der Sicherheitsindex β in mehreren aufeinander-
folgenden Iterationen konstant bleibt [PLATE, 1993].
Für das Ereignis "Versagen des Mauerwerks - horizontaler Riß" müssen die vertikalen Span-
nungen in dem betrachteten Element den Wert "Null" annehmen. Die Zustandsgleichung wird
somit definiert zu:
Z = βzul - σ (8.3)
mit βzul zulässige Zugfestigkeit des Mauerwerks, hier: βzul = 0 MPa
σ vorhandene vertikale Spannung infolge Eigengewicht, Einstau und Tempera-
tureinwirkung in [MPa]
Sie beschreibt folgende Zustände des Bauwerk:
Z < 0 vertikale Zugspannungen am wasserseitigen Mauerrand, horizontaler Riß
Z = 0 Grenzzustand
Z > 0 keine vertikalen Zugspannungen am wasserseitigen Mauerrand
Die Zuverlässigkeit r bzw. die Versagenswahrscheinlichkeit pf wird nach dem in Kapitel 5
beschriebenen Verfahren von HOSSER ermittelt.
Im folgenden werden zunächst unterschiedliche Stauspiegelhöhen untersucht und die jeweili-
ge Zuverlässigkeit für das Auftreten vertikaler Zugspannungen und eines daraus resultieren-
den horizontalen Risses in einem an der Wasserseite der Staumauer angeordneten Element
ermittelt (Rißbeginn). Eine fortschreitende Rißentwicklung bis in die jeweils betrachtete
Querschnittsmitte der Staumauer wird in Kapitel 8.5 untersucht.
Es kann davon ausgegangen werden, daß der Ausfall von Abdichtungs- und Drainagemaß-
nahmen die Zuverlässigkeit des Bauwerks gegenüber dem untersuchten Ereignis herabsetzt.
Daher ist es erforderlich, in den Berechnungen unterschiedliche Kombinationen dieser Maß-
nahmen zu simulieren.
8.4.1 Variation der Stauhöhe
(1)  Stauhöhe "Stauziel" (176,2 m)
Die Ergebnisse der Sickerströmungsberechnungen mit Berücksichtigung wirksamer Abdich-
tungs- und Drainageeinrichtungen in der Staumauer und im Fels zeigt für den Primärfall Bild
7.13 und für eine Stauhöhe entsprechend dem Stauziel von 176,2 m Bild 7.14.
Die Verteilung der Hauptnormalspannungen infolge Eigengewicht, Einstau und Temperatur-
einwirkung in der Mauer und im umgebenden Fels für die 1. Iteration zeigt Bild 8.13. Aus der
Verteilung der vertikalen Spannungen in Bild 8.14 ist ersichtlich, daß die geringsten Druck-
spannungen am wasserseitigen Mauerfuß auftreten. In dem Element 3889 tritt die kleinste
vertikale Druckspannung von -0,064 MPa auf. Daher wurden die Berechnungen zur Ermitt-
lung des Grenzzustandes für dieses Element durchgeführt. Die Eingangswerte für die E-
Moduln des Mauerwerks und des Felses in den durchgeführten Iterationen sowie die inner-
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halb des Iterationsprozesses berechneten Werte der Zustandsfunktion Z und des Sicher-
heitsindexes β sind in Tabelle 8.4 zusammengestellt.
Finite Elemente Berechnungen
EM-Modul Variation EF-Modul Variation
Zielfunktionswert Z1
Eingangswerte
E-Moduln
Zielfunktionswert ZMi Zielfunktionswert ZFi
Ermittlung der Zuverlässigkeit r bzw.
der Versagenswahrscheinlichkeit pf
Zielfunktionswert Zi ≈ 0
oder
βi = const.
Berechnung neuer Eingangswerte für die E-Moduln
Finite Elemente Berechnungen Finite Elemente Berechnungen
Finite Elemente Berechnungen
Zielfunktionswert Zi
Sicherheitsindex βi berechnen
ja
nein
Bild 8.12 Flußdiagramm zur Ermittlung der Zuverlässigkeit bzw. der Versagenswahrscheinlichkeit
Für den Grenzzustand ist die Verteilung der vertikalen Spannungen infolge Eigengewicht,
Einstau und Temperatureinwirkung in Talmitte in Bild 8.15 dargestellt. Im Element 3889 er-
gibt sich eine geringe vertikale Zugspannung von 0,00041 MPa.
Der Sicherheitsindex berechnet sich zu β = 5,0 und somit die Versagenswahrscheinlichkeit
nach HARR (1987) zu pf = 2,9⋅10-7 bzw. die Zuverlässigkeit zu r = 0,9999997 (s. Bild 8.1).
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Das Auftreten eines horizontalen Risses infolge vertikaler Zugspannungen in dem Element
3889 ist nach Tabelle 8.1 "vollkommen ausgeschlossen".
EMauer
[MPa]
EFels
 [MPa]
Z = - σ
[MPa]
β  [−]
(Sicherheitsindex)
1. Iteration 8000 4000 0,06377
1. Variation 7000 4000 0,05692
2. Variation 8000 5000 0,04802
1,396845
2. Iteration 7162 8184 0,01834
1. Variation 5000 8184 0,01218
2. Variation 7162 9000 0,01463
2,72559
3. Iteration 5750 11364 0,00587
1. Variation 4000 11364 0,00367
2. Variation 5750 15000 0,00054
3,95627
4. Iteration 3829 13796 0,00256
1. Variation 20000 13796 0,00507
2. Variation 3829 9937 0,00594
5,00476
5. Iteration 6727 18226 -0,00041 -
Tabelle 8.4 Eingangswerte sowie Werte der Zustandsgleichung und des Sicherheitsindexes
für die durchgeführten Iterationsrechnungen (Element 3889)
Da in der zweiten Iteration die vertikalen Spannungen in dem Element 3888 geringer wurden
als in dem Element 3889, wurde in weiteren Berechnungen der Grenzzustand für das Element
3888 untersucht. Die Eingangswerte und die Ergebnisse der durchgeführten Iterationen sind
in Tabelle 8.5 aufgeführt.
Die aus dem Grenzzustand resultierende Verteilung der Vertikalspannungen infolge Eigen-
gewicht, Einstau und Temperatureinwirkung ist in Bild 8.16 dargestellt.
EMauer
[MPa]
EFels
[MPa]
Z = - σ
[Mpa]
β  [−]
(Sicherheitsindex)
1. Iteration 7162 8184 0,0171 0,848688
2. Iteration 7348 6661 0,03153 2,38387
3. Iteration 5030 9657 0,00356 2,85722
4. Iteration 3854 9937 0,00048 2,944173
5. Iteration 4328 10863 -0,00091 2,760909
6. Iteration 5200 11080 -0,00011 -
Tabelle 8.5 Eingangswerte sowie Werte der Zustandsgleichung und des Sicherheitsindexes für die
durchgeführten Iterationsrechnungen (Element 3888)
Im Bereich des wasserseitigen Mauerfußes und der Mauerkrone treten nahezu horizontale
Zugspannungen auf. In dem Element 3888 tritt am wasserseitigen Mauerfuß eine geringe ver-
tikale Zugspannung in einer Größenordnung von 0,00011 MPa auf.
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Der Sicherheitsindex ergibt sich zu β = 2,76. Die Versagenswahrscheinlichkeit wird nach
HARR (1987) zu pf = 2,9⋅10-3 ermittelt (s. Bild 8.1). Die Zuverlässigkeit ergibt sich somit zu
r = 0,9971. Das Auftreten von vertikalen Zugspannungen im Element 3888 und somit eines
horizontalen Risses am wasserseitigen Mauerfuß ist nach Tabelle 8.1 "nicht auszuschließen".
Der Vergleich der Zuverlässigkeiten der Elemente 3889 und 3888 hinsichtlich des Ereignisses
"Versagen des Mauerwerks - horizontaler Riß" zeigt, daß das Element 3889 aufgrund des sich
früher einstellenden höher liegenden Risses eine höhere Zuverlässigkeit besitzt.
 (2)  Stauhöhe "höchstes Stauziel" (177,35 m)
Die Stauspiegelhöhe von 177,35 m entspricht dem höchsten Stauziel der Diemeltalsperre. Die
zugehörige Potentialverteilung in Talmitte ist in Bild 8.17 dargestellt.
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Bild 8.17 Potentialverteilung in [m] in Mauer und Untergrund in Talmitte
Die Verteilung der vertikalen Spannungen infolge Eigengewicht, Einstau und Temperatur-
einwirkung mit den E-Moduln in der 1. Iteration zeigt, daß die kleinste vertikale Druckspan-
nung mit -0,047 MPa am wasserseitigen Mauerfuß im Element 3889 auftritt (s. Bild 8.18).
Für den Grenzzustand ergibt sich in diesem Element eine vertikale Zugspannung von
0,00055 MPa.
Die Eingangswerte für die Iterationsberechnungen sowie die zugehörigen Ergebnisse für die
Grenzzustandsgleichung und den Sicherheitsindex sind in Tabelle 8.6 zusammengestellt.
EMauer
 [MPa]
EFels
  [MPa]
Z = - σ
[MPa]
β  [−]
(Sicherheitsindex)
1. Iteration 8000 4000 0,04669 0,969494
2. Iteration 7400 7048 0,00441 1,17426
3. Iteration 7059 7475 -0,00055 -
Tabelle 8.6 Eingangswerte sowie Werte der Zustandsgleichung und des Sicherheitsindexes für die
durchgeführten Iterationsrechnungen (Element 3889)
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Mit einem Sicherheitsindex von β = 1,1764 ergibt sich eine Versagenswahrscheinlichkeit von
pf = 1,21⋅10-1 und somit eine Zuverlässigkeit von r = 0,879. Das Auftreten von vertikalen
Zugspannungen am wasserseitigen Mauerfuß und daraus resultierenden horizontalen Rissen
im Element 3889 ist als "wahrscheinlich" einzustufen (s. Tabelle 8.1).
177,35 m
178,2 m
1. IT -0,518 MPa 
GZ  -0,517 MPa
141,5 m
Maßstab:
0,5 MPa
Zug
Druck-
+
1. IT  -0,047 MPa
GZ  0,00055 MPa
Bild 8.18 Vertikale Spannungen infolge Eigengewicht, Einstau und Temperatureinwirkung in Tal-
mitte (x = 0 m), Stauhöhe 177,35 m
(3)  Stauhöhe "Kronenstau" (179,2 m)
Dem Lastfall "Wasserspiegel in Höhe der Mauerkrone/-brüstung" entspricht eine Stauhöhe
von 179,2 m. Für dieses Stauziel stellt sich bei einem intakten Abdichtungs- und Drainagesy-
stem in Mauer und Untergrund die in Bild 8.19 dargestellte Potentialverteilung ein.
In den numerischen Berechnungen für diesen Lastfall tritt an der Wasserseite der Staumauer
für die in der 1. Iteration gewählten E-Moduln die größte vertikale Zugspannung von
0,05707 MPa in dem Element 3667 auf (s. Bild 8.20). Das Element ist in einer Höhe, die ei-
nem Drittel der Mauerhöhe entspricht, angeordnet. Im Bereich des wasserseitigen Mauerfußes
sind geringe Druckspannungen zu beobachten.
Im Grenzzustand ergibt sich im Element 3667 eine geringe vertikale Druckspannung von
-0,00035 MPa (s. Bild 8.20). Die vertikalen Druckspannungen am wasserseitigen Mauerfuß
sind 10 bis 100fach höher als im Element 3667.
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Bild 8.19 Potentialverteilung in [m] in Mauer und Untergrund in Talmitte (x = 0 m)
Die in den Berechnungen berücksichtigten E-Moduln sowie die Ergebnisse für den Sicher-
heitsindex und die Grenzzustandsfunktion enthält Tabelle 8.7.
EMauer
[MPa]
EFels
  [MPa]
Z = - σ
[MPa]
β  [−]
(Sicherheitsindex)
1. Iteration 8000 4000 -0,05707 -2,953396217
2. Iteration 2491 1552 0,00035 -
Tabelle 8.7 Eingangswerte sowie Werte der Zustandsgleichung und des Sicherheitsindexes für die
durchgeführten Iterationsrechnungen (Element 3667)
Die Versagenswahrscheinlichkeit wird zu pf = 9,984⋅10-1 bestimmt und die Zuverlässigkeit zu
r = 0,00159. Das Auftreten wasserseitiger Zugspannungen und somit eines horizontalen Ris-
ses im Element 3667 ist nach Tabelle 8.1 "wahrscheinlich".
(4)  Zusammenstellung der Ergebnisse bei Variation der Stauhöhe
Zusammenfassend sind die Ergebnisse der Berechnungen mit einer Variation der Stauhöhe
der Diemeltalsperre in Tabelle 8.8 aufgeführt. Die größte Zuverlässigkeit für das Absperr-
bauwerk hinsichtlich des Ereignisses "Versagen des Mauerwerks - horizontaler Riß" ergibt
sich erwartungsgemäß bei einem Stauziel von 176,2 m.
Stauhöhe  [m] Zuverlässigkeit  r [-] Versagenswahrscheinlichkeit  pf [-]
176,2 0,9971
0,9999997
2,9⋅10-3  (Element 3888)
2,9⋅10-7  (Element 3889)
177,35 0,879 1,21⋅10-1
179,2 0,00159 9,984⋅10-1
Tabelle 8.8 Vergleich der Zuverlässigkeiten bzw. der Versagenswahrscheinlichkeiten des Bau-
werks für unterschiedliche Stauspiegelhöhen
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141,5 m
1. IT -0,6072 MPa 
GZ  -0,6558 MPa
1. IT 0,05707 MPa
GZ  -0,00035 MPa
1. IT -0,0083 MPa
GZ  -0,02005 MPa
GZ -0,002571 MPa
Maßstab:
0,5 MPa
Zug
Druck-
+
179,2 m
178,2 m
Bild 8.20 Vertikale Spannungen infolge Eigengewicht, Einstau und Temperatureinwirkung in Tal-
mitte (x = 0 m), Stauhöhe 179,2 m
Durch den Ausfall von Abdichtungs- und Drainageeinrichtungen verändern sich die Poten-
tialverteilungen in der Mauer und im Fels, wodurch die Standsicherheit des Bauwerks und
damit seine Zuverlässigkeit negativ beeinflußt werden.
Im folgenden sollen daher für die Stauhöhe, für welche die geringste Versagenswahrschein-
lichkeit ermittelt wurde, die Auswirkungen schadhafter Dichtungsschleier und unwirksamer
Drainagen auf die Zuverlässigkeit des Bauwerks aufgezeigt werden.
Für die Stauhöhen, für die sich eine kleinere Zuverlässigkeit ergeben hat, können anschlie-
ßend aufgrund dieser Ergebnisse qualitative Aussagen getroffen werden.
In den weiteren Berechnungen wird somit die Stauhöhe von 176,2 m zugrunde gelegt. Die
Wirksamkeit der Abdichtungs- und Drainageeinrichtungen in Mauer und Fels wird für die
nachfolgend aufgeführten Fälle untersucht:
• wirksame Abdichtungs- und Drainageeinrichtungen in der Staumauer
• wirksame Abdichtungs- und Drainageeinrichtungen im Fels
• unwirksame Abdichtungs- und Drainageeinrichtungen in der Staumauer und im Fels
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8.4.2 Variation der Wirksamkeit von Abdichtungs- und Drainageeinrichtungen in
der Staumauer und im Fels für die Stauhöhe "Stauziel"
(1)  Wirksame Abdichtungs- und Drainageeinrichtungen in der Staumauer
In diesem Fall wird simuliert, daß bei einer Stauhöhe von 176,2 m der Dichtungsschleier und
die Drainage in der Staumauer wirksam sind. Die zugehörige Potentialverteilung zeigt Bild
8.21 für den Querschnitt in Talmitte. Das Potential zwischen Ober- und Unterwasser wird im
Untergrund über die gesamte Breite der Gründungssohle abgebaut.
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Bild 8.21 Potentialverteilung in [m] in Mauer und Untergrund in Talmitte (x = 0 m)
Die jeweils berücksichtigten E-Moduln für das Mauerwerk und den Fels sowie die Werte für
die Grenzzustandsfunktion Z und den Sicherheitsindex β sind in Tabelle 8.9 aufgeführt.
EMauer
 [MPa]
EFels
  [MPa]
Z = - σ
  [MPa]
β  [−]
(Sicherheitsindex)
1. Iteration 8000 4000 0,02571 0,238
2. Iteration 7800 5232 0,00838 0,609
3. Iteration 7662 6118 0,00044 -
Tabelle 8.9 Eingangswerte sowie Werte der Zustandsgleichung und des Sicherheitsindexes für die
durchgeführten Iterationsrechnungen (Element 3889)
In Bild 8.22 sind die vertikalen Spannungen, die aus der ersten Iterationsrechnung resultieren,
in horizontalen Schnitten über den Mauerquerschnitt aufgetragen. Am wasserseitigen Mauer-
fuß beträgt die kleinste vertikale Spannung -0,026 MPa. Für den Grenzzustand ergibt sich
eine vertikale Spannung am wasserseitigen Mauerfuß von -0,00044 MPa.
Aufgrund des geringen Sicherheitsindexes von β = 0,609 errechnet sich die Versagenswahr-
scheinlichkeit zu pf = 2,7⋅10-1 und die Zuverlässigkeit zu r = 0,73. Das Auftreten eines hori-
zontalen Risses im Element 3889 ist demzufolge nach Tabelle 8.1 als "wahrscheinlich" anzu-
sehen.
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(2)  Wirksame Abdichtungs- und Drainageeinrichtungen im Fels
Für die Simulation des Zustandes, bei dem der Dichtungsschleier und die Drainage in der
Staumauer als unwirksam angenommen wurden, ergibt sich die in Bild 8.23 dargestellte Po-
tentialverteilung in Mauer und Untergrund für die Stauhöhe von 176,2 m. Die Staumauer ist
voll durchströmt, wobei ein linearer Potentialabbau vom Ober- zum Unterwasser erfolgt.
In Tabelle 8.10 sind die Eingangswerte der E-Moduln für die jeweiligen Iterationsrechnungen
zusammengestellt.
EMauer
[MPa]
EFels
 [MPa]
Z = - σ
[MPa]
β  [−]
(Sicherheitsindex)
1. Iteration 5200 11080 -0,00819 2,170
2. Iteration 5618 9517 -0,00014 -
Tabelle 8.10 Eingangswerte sowie Werte der Zustandsgleichung und des Sicherheitsindexes für die
durchgeführten Iterationsrechnungen (Element 3888)
Die Verteilung der vertikalen Spannungen in der Staumauer für die erste Iteration zeigt Bild
8.24. Am wasserseitigen Mauerfuß tritt eine vertikale Zugspannung in Höhe von 0,0082 MPa
auf. Für den Grenzzustand beträgt die vertikale Zugspannung am wasserseitigen Mauerfuß
0,00014 MPa.
Mit einem Sicherheitsindex von β = 2,17 berechnet sich die Versagenswahrscheinlichkeit zu
pf = 1,5⋅10-2 und die Zuverlässigkeit zu r = 0,985. Nach Tabelle 8.1 ist das Auftreten eines
horizontalen Risses in dem Element 3888 infolge wasserseitiger Zugspannungen bei Ausfall
der Drainageeinrichtungen in der Staumauer als "möglich" einzustufen.
(3)  Unwirksame Abdichtungs- und Drainageeinrichtungen in der Staumauer und im
Fels
Bei einem Ausfall des gesamten Abdichtungs- und Drainagesystems in der Staumauer und im
Felsuntergrund der Talsperre ergibt sich die in Bild 8.25 dargestellte Potentialverteilung. Im
Bereich der Gründungssohle erfolgt der Potentialabbau nahezu linear.
Bereits in der ersten Iterationsrechnung treten vertikale Zugspannungen im Bereich des was-
serseitigen Mauerfußes auf. Die größte vertikale Zugspannung ergibt sich für das Element
3632 (s. Bild 8.2) mit 0,056 MPa (s. Bild 8.26).
Für den Grenzzustand ergibt sich am wasserseitigen Mauerfuß eine geringe vertikale Druck-
spannung von -0,00095 MPa. Die Verteilung der Vertikalspannung zeigt Bild 8.26.
Die den einzelnen Iterationsberechnungen zugrunde gelegten E-Moduln für das Mauerwerk
und den Fels sowie die zugehörigen Ergebnisse sind in Tabelle 8.11 aufgeführt.
Für das untersuchte Ereignis ergibt sich eine Versagenswahrscheinlichkeit von pf = 2,1⋅10-1
und eine Zuverlässigkeit von r = 0,79. Somit ist das Auftreten eines horizontalen Risses infol-
ge wasserseitiger Zugspannungen nach Ausfall sämtlicher Abdichtungs- und Drainageein-
richtungen für das Element 3632 nach Tabelle 8.1 als "wahrscheinlich" anzusehen.
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141,5 m
1. IT-0,461 MPa
GZ  -0,455 MPa
176,2 m
178,2 m
1. IT   -0,026 Mpa
 GZ -0,00044 MPa
Maßstab:
0,5 MPa
Zug
Druck-
+
1. IT -0,042 MPa
Bild 8.22 Vertikale Spannungen infolge Eigengewicht, Einstau und Temperatureinwirkung in Tal-
mitte (x = 0 m) bei wirksamen Abdichtungs- und Drainageeinrichtungen in der Staumau-
er, Stauhöhe 176,2 m
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Bild 8.23 Potentialverteilung in [m] in Mauer und Untergrund in Talmitte (x = 0 m)
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1. IT  0,0082 Mpa
 GZ 0,00014 MPa
141,5 m
176,2 m
178,2 m
1. IT -0,0018 Mpa
 GZ -0,00502 MPa
1. IT-0,4489 MPa
GZ  -0,4482 MPa
Maßstab:
0,5 MPa
Zug
Druck-
+
Bild 8.24 Vertikale Spannungen infolge Eigengewicht, Einstau und Temperatureinwirkung in Tal-
mitte (x = 0 m) bei wirksamen Abdichtungs- und Drainageeinrichtungen im Fels, Stauhö-
he 176,2 m
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Bild 8.25 Potentialverteilung in [m] in Mauer und Untergrund in Talmitte (x = 0 m)
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EMauer
 [MPa]
EFels
 [MPa]
Z = - σ
  [MPa]
β  [−]
(Sicherheitsindex)
1. Iteration 5200 11080 -0,05647 0,724344
2. Iteration 8278 6465 0,0102 0,87147
3. Iteration 7547 6827 -0,00491 0,8000
4. Iteration 7674 6666 0,00095 -
Tabelle 8.11 Eingangswerte sowie Werte der Zustandsgleichung und des Sicherheitsindexes für
die durchgeführten Iterationsrechnungen (Element 3632)
 (4)  Zusammenstellung der Ergebnisse für die Variation der Wirksamkeit von Abdich-
tungs- und Drainageeinrichtungen in der Staumauer und im Fels
In Tabelle 8.12 sind die Zuverlässigkeiten und die Versagenswahrscheinlichkeiten für das
Auftreten horizontaler Risse in einem Element auf der Wasserseite der Staumauer zusammen-
gestellt, die sich bei einer Stauhöhe von 176,2 m für die untersuchten Kombinationen von
Abdichtungs- und Drainageeinrichtungen in Mauer und Fels ergeben haben.
1. IT    0,056 MPa
GZ -0,00095 MPa
176,2 m
178,2 m
Maßstab:
0,5 MPa
Zug
Druck-
+
1. IT -0,4069 MPa
 GZ   -0,399 MPa
141,5 m
Bild 8.26 Vertikale Spannungen infolge Eigengewicht, Einstau und Temperatureinwirkung in Tal-
mitte (x = 0 m) bei unwirksamen Abdichtungs- und Drainageeinrichtungen in Mauer und
Fels, Stauhöhe 176,2 m
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Abdichtungs- und Drainageeinrichtungen Zuverlässigkeit
r [-]
Versagenswahrscheinlichkeit
pf [-]
 Wirksam in Mauer und Fels 0,9971 2,9⋅10-3
 Wirksam in Mauer 0,7300 2,7⋅10-1
 Wirksam im Fels 0,9850 1,5⋅10-2
 Unwirksam in Mauer und Fels 0,7900 2,1⋅10-1
Tabelle 8.12 Zuverlässigkeiten bzw. Versagenswahrscheinlichkeiten für das Ereignis "Versagen des
Mauerwerks - horizontaler Riß" in Abhängigkeit wirksamer Abdichtungs- und Drai-
nageeinrichtungen in Mauer und Fels bei einer Stauhöhe von 176,2 m
Die größte Zuverlässigkeit hinsichtlich des Auftretens eines horizontalen Risses auf der Was-
serseite der Staumauer ergibt sich für den Fall wirksamer Abdichtungs- und Drainageein-
richtungen in Mauer und Fels. Dennoch ist dieses Ereignis nach Tabelle 8.1 "nicht auszu-
schließen". Durch den Ausfall von Abdichtungs- und Drainageeinrichtungen wird die Zuver-
lässigkeit des Absperrbauwerks bzgl. des untersuchten Ereignisses erheblich verringert (s.
Tabelle 8.12). Nach Tabelle 8.1 ist für die untersuchten Fälle das Auftreten wasserseitiger
horizontaler Risse in der Staumauer als "wahrscheinlich" bzw. als "möglich" einzustufen.
8.5 Versagensereignis "Kippen"
Als Folge horizontaler Risse auf der Wasserseite der Staumauer kann die Kippsicherheit des
Absperrbauwerks gefährdet sein. Weitere Ursachen für das Ereignis "Kippen" sind bereits in
Kapitel 8.1.2 erläutert worden.
Für das Absperrbauwerk der Diemeltalsperre werden folgende Versagensursachen des Ereig-
nisses "Kippen" betrachtet:
- Zugbeanspruchungen in Mauerwerk und Fels,
- Änderung der Poren- bzw. Sohlwasserdruckverteilung infolge Erosion oder Unwirk-
samkeit von Abdichtungs- und Drainageeinrichtungen.
Die in den Berechnungen zur Ermittlung der Zuverlässigkeit berücksichtigten Einwirkungen
und Einflußgrößen entsprechen denjenigen für das Ereignis "Versagen des Mauerwerks" (s.
Bild 8.11). Als Zufallsvariable werden ebenfalls die E-Moduln von Mauerwerk und Fels ge-
wählt.
Der Nachweis der Kippsicherheit und somit die Ermittlung der Zuverlässigkeit des Absperr-
bauwerks für das Ereignis "Kippen" erfolgt über den Nachweis der klaffenden Fuge.
In weiteren Berechnungen wird die Wahrscheinlichkeit für das Ereignis "Kippen" infolge
einer Rißentwicklung im Mauerquerschnitt für unterschiedliche Stauhöhen ermittelt.
8.5.1 Stauhöhe "Stauziel" (176,2 m)
Die Standsicherheit der Staumauer ist dann gefährdet, wenn sich ein horizontaler Riß bis über
die Querschnittsmitte hinaus ausbildet. Um die Auftretenswahrscheinlichkeit eines solchen
Risses zu bestimmen, muß der Grenzzustand Z = 0 für das Element in Querschnittsmitte er-
mittelt werden. Eine iterative Vorgehensweise, in der ausgehend von dem wasserseitigen
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Element, in dem sich ein horizontaler Riß ausbildet, der Grenzzustand für jedes weitere Ele-
ment in Richtung Querschnittsmitte berechnet wird, führt zu einem sehr hohen Rechenauf-
wand.
Bevor in dem Element in Querschnittsmitte ein Riß entstehen kann, muß sich ein Riß, von der
Wasserseite der Staumauer ausgehend, in allen Elementen wasserseitig dieses Elementes aus-
bilden. Für ein solches Parallelsystem gilt bei vollständiger Korrelation der Ereignisse, daß
die Versagenswahrscheinlichkeit des Systems nicht größer als diejenige des zuverlässigsten
Elementes ist. Daher kann die Versagenswahrscheinlichkeit unmittelbar für das Element in
Querschnittsmitte ermittelt werden. Dieses Element besitzt hinsichtlich des Ereignisses "Kip-
pen" als Folge eines horizontalen Risses eine geringere Versagenswahrscheinlichkeit als alle
wasserseitig davon angeordneten Elemente in der gleichen horizontalen Ebene und führt so-
mit zur maßgebenden Zuverlässigkeit dieses Ereignisses.
Die größte Zuverlässigkeit für das Auftreten eines horizontalen Risses an der Wasserseite der
Staumauer wurde für den Fall funktionstüchtiger Abdichtungs- und Drainageeinrichtungen in
Mauer und Fels nach Tabelle 8.12 ermittelt.
Kann bereits für diesen Fall nachgewiesen werden, daß sich in der Staumauer ein horizontaler
Riß bis in Querschnittsmitte ausbildet, so läßt sich schlußfolgern, daß auch in den anderen
untersuchten Fällen ein solcher Riß auftreten muß. Erstreckt sich der Riß im zuverlässigsten
Fall nicht bis in Mauermitte, so ist der Nachweis der Rißtiefe für die weiteren Kombinationen
von Stauhöhe und Wirksamkeit der Abdichtungs- und Drainageeinrichtungen mit kleineren
Zuverlässigkeiten zu führen.
In der Staumauer wird in den Bereichen an der Wasserseite, in denen vertikale Zugspannun-
gen auftreten und in denen sich der Potentialabbau erheblich verändert, ein horizontaler Riß
im Mauerquerschnitt nachgebildet (s. Bild 8.27). In diesem Horizontalriß wird ausgehend von
der Wasserseite bis zur Rißwurzel der volle hydrostatische Wasserdruck gemäß der ange-
nommenen Stauhöhe angesetzt.
141,5 m
178,2 m
155
150
145
179,2 m
Riß
1
7
5
1
7
0
1
6
5
1
6
0
Bild 8.27 Potentialverteilung in [m] in Mauer und Untergrund in Talmitte (x = 0 m) bei Annahme
eines horizontalen Risses in der Staumauer und unwirksamen Abdichtungs- und Draina-
geeinrichtungen in Mauer und Fels, Stauhöhe 176,2 m
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Um den ungünstigsten Fall zu simulieren wird angenommen, daß oberhalb des betrachteten
Risses kein weiterer horizontaler Riß vorhanden ist, da dieser die ungünstige Wirkung des
Porenwasserdruckes im unteren Riß teilweise aufhebt [RESCHER, 1965].
 (1)  Wirksame Abdichtungs- und Drainageeinrichtungen in der Staumauer und im Fels
Die größte Zuverlässigkeit wurde bei einer Stauhöhe von 176,2 m mit intakten Dichtungs-
schleiern und Drainagen in Mauer und Fels für das Element 3888 an der Wasserseite der
Mauer ermittelt. Geringe vertikale Zugspannungen treten nur im Bereich des wasserseitigen
Mauerfußes auf (s. Bild 8.16). Im Grenzzustand reichen die gerissenen Bereiche in der Mauer
nicht bis in den Dichtungsschleier hinein bzw. über diesen hinaus.
In Bild 8.28 ist die Poren- und Sohlwasserdruckverteilung ohne Berücksichtigung eines hori-
zontales Risses an der Wasserseite der Mauer dargestellt. Im Bereich wasserseitig des Dich-
tungsschleiers erfolgt nur ein geringfügiger Potentialabbau, so daß die Simulation eines Ris-
ses an dieser Stelle zu keiner wesentlichen Änderung der Porenwasserdruck- und Potential-
verteilung in diesem Bereich führt. Der Grenzzustand für das Ereignis "Kippen" infolge einer
horizontalen Rißentwicklung wird für das Element 3617 ermittelt.
In Tabelle 8.13 sind die Eingangswerte und die Ergebnisse für die jeweiligen Iterationsrech-
nungen zusammengestellt.
EMauer
[MPa]
EFels
  [MPa]
Z = - σ
[MPa]
β  [−]
(Sicherheitsindex)
1. Iteration 3854 9937 0,05935 3,995368735
2. Iteration 1206 10315 -0,000337 -
Tabelle 8.13 Eingangswerte sowie Werte der Zustandsgleichung und des Sicherheitsindexes für
die durchgeführten Iterationsrechnungen (Element 3617)
In der 2. Iterationsrechnung wurde eine geringe Zugspannung von 0,000337 MPa berechnet
(s. Bild 8.29). Der Sicherheitsindex beträgt ß = 3,995. Die Versagenswahrscheinlichkeit für
das Auftreten von Zugspannungen in dem Element 3617 berechnet sich somit zu pf = 3,4⋅10-5.
Die zugehörige Zuverlässigkeit besitzt den Wert r = 0,99996.
Die Versagenswahrscheinlichkeit für das Auftreten eines horizontalen Risses in dem Element
3888 auf der Wasserseite der Staumauer beträgt pf = 2,9⋅10-3. Nach Gleichung 5.36 entspricht
die Versagenswahrscheinlichkeit für eine Rißbildung in den Elementen 3888 und 3617 der
geringsten Versagenswahrscheinlichkeit dieser beiden Elemente, also: pf = 3,4⋅10-5.
Nach Tabelle 8.1 ist das Ereignis "Kippen" infolge einer horizontalen Rißentwicklung in dem
Element 3617 als "mit an Sicherheit grenzender Wahrscheinlichkeit ausgeschlossen" anzuse-
hen. Somit kann nachgewiesen werden, daß sich in der Staumauer für den zuverlässigsten Fall
kein Riß bis in Querschnittsmitte ausbildet. In nachfolgenden Untersuchungen werden daher
die Fälle mit einer geringeren Zuverlässigkeit hinsichtlich der Rißentwicklung im Mauerquer-
schnitt betrachtet (s. auch Tabelle 8.12).
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(2)  Wirksame Abdichtungs- und Drainageeinrichtungen in der Staumauer
Bei einer Stauhöhe von 176,2 m und wirksamen Abdichtungs- und Drainageeinrichtungen in
der Staumauer ergab sich in den zuvor durchgeführten Berechnungen die geringste Zuverläs-
sigkeit hinsichtlich des Auftretens horizontaler Risse an der Wasserseite mit einem Wert von
r = 0,73 (s. Tabelle 8.12). In einer nachfolgenden Berechnung soll nun die Wahrscheinlichkeit
eines Risses für das Element ermittelt werden, welches luftseitig des zuvor maßgebenden
Elementes angeordnet ist (Element 3618 in Bild 8.2).
Aus der Darstellung der vertikalen Spannungen in Bild 8.22 ist zu erkennen, daß im Mauer-
querschnitt keine Zugspannungen auftreten.
Bild 8.30 zeigt die Poren- und Sohlwasserdruckverteilung ohne Berücksichtigung eines hori-
zontalen Risses an der Wasserseite der Staumauer. Wasserseitig des Dichtungsschleiers ver-
ringert sich der Porenwasserdruck nur geringfügig, so daß die Berücksichtigung eines Risses
die Verteilung des Porenwasserdruckes bzw. die Potentialverteilung kaum verändert.
Die Eingangswerte für die E-Moduln der jeweiligen Iterationsrechnungen sowie die zugehö-
rigen Ergebnisse enthält Tabelle 8.14.
EMauer
  [MPa]
EFels
 [MPa]
Z = - σ
[MPa]
β  [−]
(Sicherheitsindex)
1. Iteration 8000 25000 0,02261 9,01456
2. Iteration 9795 29301 0,01332 11,45215
3. Iteration 14700 34780 -0,00539 10,31559
4. Iteration 18672 28910 0,0009 -
Tabelle 8.14 Eingangswerte sowie Werte der Zustandsgleichung und des Sicherheitsindexes für
die durchgeführten Iterationsrechnungen (Element 3618)
Die vertikale Druckspannung im Element 3618 liegt im Grenzzustand in einer Größenord-
nung von -0,0009 MPa vor (s. Bild 8.31). Die Zuverlässigkeit beträgt r = 1 und die Versa-
genswahrscheinlichkeit pf = 3⋅10-25 ≈ 0. Das Ereignis "Kippen" infolge eines horizontalen
Risses im Element 3618 und damit eine sich weiter fortsetzende Rißentwicklung über dieses
Element hinaus ist nach Tabelle 8.1 als "vollkommen ausgeschlossen" zu betrachten.
(3) Wirksame Abdichtungs- und Drainageeinrichtungen im Fels
Die Verteilung der vertikalen Spannungen im Mauerquerschnitt für die Eingangsparameter (1.
Iteration) EM = 8000 MPa und EF = 4000 MPa ist in Bild 8.24 dargestellt. Dabei wurden eine
Stauhöhe von 176,2 m und der Ausfall der Abdichtungs- und Drainageeinrichtungen in der
Staumauer berücksichtigt. Am wasserseitigen Mauerfuß tritt im Element 3888 eine geringe
Zugspannung auf.
Die Verteilung des Porenwasserdrucks ohne die Berücksichtigung eines Risses zeigt Bild
8.32. Im Bereich des wasserseitigen Mauerfußes ist der Potentialabbau in der Zugzone ver-
nachlässigbar gering. Daher wird in den Berechnungen auf die Nachbildung eines Risses ver-
zichtet.
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Die Rißentwicklung im Mauerquerschnitt wird für das Element 3617, das luftseitig des Ele-
mentes 3888 am wasserseitigen Mauerfuß liegt, untersucht (s. Bild 8.2). Die in den Berech-
nungen berücksichtigten E-Moduln für das Mauerwerk und den Fels sowie die zugehörigen
Ergebnisse sind in Tabelle 8.15 zusammengestellt.
EMauer
 [MPa]
EFels
 [MPa]
Z = - σ
[MPa]
β  [−]
(Sicherheitsindex)
1. Iteration 5200 11080 0,00785 2,98903
2. Iteration 4586 11285 -0,00132 2,95089
3. Iteration 4319 10878 -0,00017 -
Tabelle 8.15 Eingangswerte sowie Werte der Zustandsgleichung und des Sicherheitsindexes für die
durchgeführten Iterationsrechnungen (Element 3617)
Für den Grenzzustand ergibt sich im Element 3617 eine vertikale Zugspannung von
0,00017 MPa (s. Bild 8.33). Mit dem Sicherheitsindex von β = 2,95 wird die Zuverlässigkeit
zu r = 0,9984 und die Versagenswahrscheinlichkeit zu pf = 1,6⋅10-3 ermittelt. Nach Tabelle
8.1 ist das Auftreten eines horizontalen Risses im Element 3617 für den betrachteten Fall
"nicht auszuschließen".
(4)  Unwirksame Abdichtungs- und Drainageeinrichtungen in der Staumauer und im
Fels
Für eine Stauhöhe von 176,2 m und einem angenommenen Ausfall der Abdichtungs- und
Drainageeinrichtungen in Mauer und Fels wurde für die E-Moduln der 1. Iteration die in Bild
8.26 dargestellte Verteilung der vertikalen Spannungen im Mauerquerschnitt ermittelt. Die
größte Zugspannung an der Wasserseite der Staumauer tritt in dem Element 3632 auf (s. Bild
8.2). Die Zugzone reicht ca. 4,5 m in den Mauerquerschnitt hinein.
In Bild 8.34 ist die Porenwasserdruckverteilung ohne Berücksichtigung eines Risses im Mau-
erquerschnitt dargestellt. In der Zugzone findet nur ein geringer Potentialabbau statt, so daß
auf eine Nachbildung des Risses verzichtet wird.
Die Ermittlung des Grenzzustandes wird für das luftseitig der Zugzone liegende Element
2548 durchgeführt (s. Bild 8.2). In Tabelle 8.16 sind die Eingangswerte der E-Moduln und die
Ergebnisse für die Grenzzustandsfunktion und den Sicherheitsindex aufgeführt.
EMauer
 [MPa]
EFels
  [MPa]
Z = - σ
 [MPa]
β  [−]
(Sicherheitsindex)
1. Iteration 5200 11080 0,04271 4,46642
2. Iteration 654 11527 -0,002609 3,69959
3. Iteration 619 5226 0,001954 3,74646
4. Iteration 683 6734 0,000069 -
Tabelle 8.16 Eingangswerte sowie Werte der Zustandsgleichung und des Sicherheitsindexes für
die durchgeführten Iterationsrechnungen (Element 2548)
In dem Element 2548 wurde der Grenzzustand mit einer vertikalen Druckspannung von
-0,000069 MPa ermittelt (s. Bild 8.35). Der zugehörige Sicherheitsindex beträgt ß = 3,74.
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Für das Auftreten eines horizontalen Risses im Element 2548 ergibt sich eine Wahrschein-
lichkeit von pf = 9,5⋅10-5 und eine Zuverlässigkeit von r = 0,999905. Nach Gleichung 5.36 ist
das untersuchte Ereignis "Kippen" infolge einer horizontalen Rißentwicklung in der Staumau-
er bei Ausfall aller Abdichtungs- und Drainageeinrichtungen nach Tabelle 8.1 als "unwahr-
scheinlich" einzustufen.
8.5.2 Stauhöhe "höchstes Stauziel" (177,35 m)
Die Porenwasserdrücke in der Staumauer sowie der Sohlwasserdruck in der Gründungssohle
sind erwartungsgemäß geringfügig höher als die Drücke, die sich bei einer Stauhöhe von
176,2 m in der Staumauer und im Untergrund einstellen (s. Bild 8.28).
In Tabelle 8.8 sind die Zuverlässigkeiten und die Versagenswahrscheinlichkeiten für das Er-
eignis "Versagen des Mauerwerks - horizontaler Riß" für Elemente im Bereich des wassersei-
tigen Mauerfußes in Abhängigkeit von der Stauhöhe einander gegenübergestellt. Die Werte,
die bei einer Stauhöhe von 177,35 m ermittelt worden sind, werden durch die Werte bei Stau-
höhen von 176,2 m und 179,2 m begrenzt. Die probabilistische Untersuchung der Fälle mit
der höchsten und der geringsten Zuverlässigkeit ist für die Ermittlung der Gesamtzuverlässig-
keit der Talsperre ausreichend. Aus diesem Grund wird auf eine probabilistische Untersu-
chung des Ereignisses "Kippen" für die Stauhöhe 177,35 m verzichtet.
8.5.3 Stauhöhe "Kronenstau" (179,2 m)
Für eine Stauhöhe von 179,2 m werden die Untersuchungen zur Rißfortpflanzung in der
Staumauer für den Fall funktionstüchtiger Abdichtungs- und Drainageeinrichtungen in Mauer
und Fels sowie für den Zustand bei Ausfall dieser Einrichtungen durchgeführt.
Ein horizontaler Riß an der Wasserseite der Staumauer wird dort nachgebildet, wo vertikale
Zugspannungen auftreten. In dem Riß wird der volle hydrostatische Wasserdruck entspre-
chend der Stauhöhe angesetzt. Es wird als ungünstigster Fall jeweils nur ein Riß betrachtet.
(1)  Wirksame Abdichtungs- und Drainageeinrichtungen in der Staumauer und im Fels
Für die Eingangswerte der 1. Iteration treten vertikale Zugspannungen in der wasserseitigen
Elementreihe im mittleren Drittel der Mauerhöhe auf (s. Bild 8.20). Bei intakten Dichtungs-
schleiern und Drainagen in Mauer und Fels wurde für die Stauhöhe von 179,2 m der Grenzzu-
stand im wasserseitigen Element 3667 ermittelt. In diesem Bereich ist der Potentialabbau sehr
gering, so daß für die Ermittlung des Grenzzustandes auf die Simulation eines Risses in der
Zugzone verzichtet werden konnte.
Im folgenden wird die Entwicklung eines horizontalen Risses in der Staumauer in Höhe der
Kote 152,6 m untersucht. Dazu wird für das Element 2854, das luftseitig des Dichtungsschlei-
ers angeordnet ist, der Grenzzustand ermittelt (s. Bild 8.2). In den hydraulischen Berechnun-
gen wird ein horizontaler Riß in Höhe der Kote 152,6 m nachgebildet. Die Rißtiefe beträgt ca.
2,75 m. Die Porenwasserdruckverteilung ist in Bild 8.36 dargestellt. Der Potentialabbau er-
folgt von der Rißwurzel bis zur Drainage der Staumauer linear.
In Tabelle 8.17 sind die Eingangswerte der E-Moduln sowie die zugehörigen Ergebnisse für
die jeweiligen Iterationsrechnungen zusammengestellt.
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Der Grenzzustand in dem Element 2854 wurde in der 6. Iteration erreicht. Die vorhandene
vertikale Zugspannung beträgt 0,00019 MPa (s. Bild 8.37). Mit einem Sicherheitsindex von
ß = 10,96 ermittelt sich die Versagenswahrscheinlichkeit zu pf = 2,8⋅10-28 ≈ 0 und die Zuver-
lässigkeit zu r = 1. Das Auftreten eines horizontalen Risses im Element 2854 ist nach Tabelle
8.1 "vollkommen ausgeschlossen". Somit ist das Versagen des Absperrbauwerks infolge des
Ereignisses "Kippen" ebenfalls "vollkommen ausgeschlossen".
EMauer
 [MPa]
EFels    
[MPa]
Z = - σ
[MPa]
β  [−]
(Sicherheitsindex)
1. Iteration 8000 4000 0,07227 3,41586
2. Iteration 7293 13894 0,04661 7,29977
3. Iteration 22576 5641 0,04100 10,74401
4. Iteration 21280 27855 0,00474 8,97547
5. Iteration 25630 9169 0,02410 10,48976
6. Iteration 21237 27002 0,00400 10,96565
6. Iteration 23525 25915 -0,00019 -
Tabelle 8.17 Eingangswerte sowie Werte der Zustandsgleichung und des Sicherheitsindexes für
die durchgeführten Iterationsrechnungen (Element 2854).
(2) Unwirksame Abdichtungs- und Drainageeinrichtungen in der Staumauer und im
Fels
Bei Ausfall aller Abdichtungs- und Drainageeinrichtungen und einer Stauhöhe von 179,2 m
ergibt sich für die Mittelwerte der E-Moduln die in Bild 8.38 dargestellte Verteilung der Ver-
tikalspannungen im Mauerquerschnitt in Talmitte. Die Zugzone reicht im Bereich des wasser-
seitigen Mauerfußes ca. 6 m tief in den Mauerquerschnitt hinein. Die Tiefe der Zugzone
nimmt mit zunehmender Mauerhöhe ab. Vertikale Druckspannungen treten am wasserseitigen
Mauerrand erst im oberen Drittel der Staumauer auf.
Die größte Rißtiefe (t = 5,9 m) tritt in Höhe der Kote 142,3 m auf. In dem zugehörigen was-
serseitigen Element 3632 weist die vertikale Zugspannung einen Wert von 0,06556 MPa auf.
An der Wasserseite der Staumauer wurde die größte vertikale Zugspannungen von 0,081 MPa
für das Element 3666 berechnet. Der zugehörige horizontale Riß erstreckt sich ca. 4,6 m tief
in die Mauer.
Für diese Risse werden die Zuverlässigkeit bzw. die Versagenswahrscheinlichkeit für das
Ereignis "Kippen" ermittelt.
In den weiteren Berechnungen wird jeweils ein horizontaler Riß in der Staumauer nachgebil-
det, in dem der volle hydrostatische Wasserdruck angesetzt wird. Die horizontale Ausdeh-
nung des Risses in Mauerquer- und Mauerlängsrichtung wird entsprechend der jeweiligen
Ausdehnung der Zugzone angenommen.
Für den in den hydraulischen Berechnungen nachgebildeten horizontalen Riß in Höhe der
Kote 142,3 m beträgt die Rißtiefe ca. 5,2 m. Von der Rißwurzel bis zur Luftseite der Stau-
mauer erfolgt der Potentialabbau linear.
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179,2 m
178,2 m
141,5 m
0,06556 MPa
Maßstab:
0,5 MPa
Zug
Druck-
+
-0,01027 MPa
0,08106 MPa
Bild 8.38 Vertikale Spannungen infolge Eigengewicht, Einstau und Temperatureinwirkung in Tal-
mitte (x = 0 m) bei unwirksamen Abdichtungs- und Drainageeinrichtungen in Mauer und
Fels, Stauhöhe 179,2 m (ohne Simulation eines Risses)
Bild 8.39 zeigt die Verteilung der vertikalen Spannungen im Mauerquerschnitt für die Mit-
telwerte der E-Moduln. Ein Vergleich der Bereiche, in denen vertikale Zugspannungen auf-
treten, zeigt, daß diese für den Zustand ohne und mit Berücksichtigung eines horizontalen
Risses übereinstimmen (s. Bilder 8.38 und 8.39). Der Grenzzustand wird für das luftseitig der
Rißwurzel angeordnete Element 2006 ermittelt (s. Bild 8.2).
Die Eingangswerte und die Ergebnisse der Iterationsrechnungen enthält Tabelle 8.18.
EMauer
 [MPa]
EFels
  [MPa]
Z = - σ
[MPa]
β  [−]
(Sicherheitsindex)
1. Iteration 8000 4500 0,00714 3,8406
2. Iteration 323 4137 -0,000634 -
Tabelle 8.18 Eingangswerte sowie Werte der Zustandsgleichung und des Sicherheitsindexes für
die durchgeführten Iterationsrechnungen (Element 2006)
Der Grenzzustand für das Element 2006 wurde bereits in der zweiten Iteration erreicht. Im
Element 2006 ergibt sich eine vertikale Zugspannung von 0,000643 MPa (s. Bild 8.40).
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Mit einem Sicherheitsindex von β = 3,84 werden die Zuverlässigkeit zu r = 0,999935 und die
Versagenswahrscheinlichkeit zu pf = 6,5⋅10-5 berechnet. Das Auftreten eines horizontalen
Risses im Element 2006 ist nach Tabelle 8.1 "mit an Sicherheit grenzender Wahrscheinlich-
keit ausgeschlossen".
In einer weiteren Untersuchung wurde ein horizontaler Riß bis in Mauermitte (t = 13,4 m)
simuliert. Die Porenwasserdruckverteilung zeigt Bild 8.41.
Die Verteilung der vertikalen Spannungen im Mauerquerschnitt ist in Bild 8.42 dargestellt.
Der Grenzzustand wird für das Element 1464 luftseitig der Rißwurzel ermittelt (s. Bild 8.2).
Die Variation der E-Moduln für das Mauerwerk und den Fels führte in keinem der unter-
suchten Fälle zu einer Reduktion der vertikalen Spannungen (σz = -0,26 bis -0,299 MPa) in
dem Element 1464.
In den zugehörigen Iterationsrechnungen wurde ein Sicherheitsindex in einer Größenordnung
von β = 21 bis β = 39 ermittelt. Der Grenzzustand Z = 0 konnte für das Element 1464 durch
eine Variation der E-Moduln des Mauerwerks und des Felses nicht erreicht werden.
Die Bildung eines horizontalen Risses im Element 1464 ist aufgrund der großen Druckspan-
nungen an dieser Stelle und der hohen Zuverlässigkeit gegenüber einer Rißentwicklung des
wasserseitig angeordneten Elementes 2006 auszuschließen. Ein Versagen des Absperrbau-
werks infolge des Ereignisses "Kippen" ist somit "vollkommen ausgeschlossen".
In weiteren hydraulischen Berechnungen wurde der Riß, für den sich die größte Zugspannung
an der Wasserseite der Staumauer ergibt, in Höhe der Kote 154,5 m simuliert (s. Bild 8.38).
Die Verteilung der vertikalen Spannungen ist in Bild 8.43 dargestellt. Im Vergleich zum "un-
gerissenen" Mauerquerschnitt (s. Bild 8.38) reicht die Zugzone ca. 1 m tiefer in den Mauer-
querschnitt hinein.
Die Untersuchung einer Rißbildung wird für das Element 2582 durchgeführt, welches luftsei-
tig des simulierten Risses angeordnet ist (s. Bild 8.2). In Tabelle 8.19 sind die Eingangswerte
der E-Moduln für das Mauerwerk und den Fels sowie die zugehörigen Ergebnisse zusammen-
gestellt.
EMauer
[MPa]
EFels
    [MPa]
Z = - σ
  [MPa]
β  [−]
(Sicherheitsindex)
1. Iteration 8000 4500 0,00381 1,18557
2. Iteration 7599 1269 0,00258 2,69677
3. Iteration 3251 966 0,00115 2,82242
4. Iteration 2960 985 0,00058 -
Tabelle 8.19 Eingangswerte sowie Werte der Zustandsgleichung und des Sicherheitsindexes für
die durchgeführten Iterationsrechnungen (Element 2582)
Die vertikalen Spannungen im Grenzzustand sind für den Querschnitt in Talmitte ebenfalls in
Bild 8.43 aufgeführt. Für das Element 2582 ergibt sich eine vertikale Druckspannung von
-0,00058 MPa.
Der Sicherheitsindex beträgt β = 2,822. Die zugehörige Versagenswahrscheinlichkeit ermittelt
sich zu pf = 2,4⋅10-3 und die Zuverlässigkeit zu r = 0,9976. Das Auftreten eines horizontalen
Risses im Element 2582 ist nach Tabelle 8.1 "nicht auszuschließen".
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Zur Ermittlung der Zuverlässigkeit bzw. der Versagenswahrscheinlichkeit des Absperrbau-
werks hinsichtlich des Ereignisses "Kippen" wurde eine weitere Berechnung durchgeführt, in
der ein horizontaler Riß bis in die Mauermitte (t = 6,7 m) angenommen worden ist.
Für die Mittelwerte der E-Moduln ergibt sich die in Bild 8.44 dargestellte Verteilung der ver-
tikalen Spannungen. Die Ermittlung des Grenzzustandes wird für das Element 1769, welches
sich in Mauermitte befindet, durchgeführt.
Für die untersuchten Kombinationen der E-Moduln konnte keine wesentliche Reduktion der
vertikalen Spannungen im Element 1769 erreicht werden.
Der Sicherheitsindex β nimmt Werte zwischen β = 7,2 und β = 10,9 an, wobei die vertikalen
Druckspannungen in dem untersuchten Element zwischen Werten von σ = -0,094 MPa und
σ = -0,149 MPa variieren.
1. IT -0,00381 MPa
GZ -0,000582 MPa
141,5 m
Maßstab:
0,5 MPa
Zug
Druck-
+
179,2 m
178,2 m
Bild 8.43 Vertikale Spannungen infolge Eigengewicht, Einstau und Temperatureinwirkung in Tal-
mitte (x = 0 m) bei Simulation eines Risses (t = 4,2 m) und unwirksamen Abdichtungs-
und Drainageeinrichtungen in Mauer und Fels, Stauhöhe 179,2 m
Der Grenzzustand konnte für das Element 1769 nicht erreicht werden, womit eine horizontale
Rißbildung in diesem Element aufgrund der vorhandenen großen Druckspannungen und der
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großen Zuverlässigkeit des wasserseitig angeordneten Elementes 2582 hinsichtlich einer
Rißentwicklung in der Staumauer ausgeschlossen werden kann. Ein Versagen der Diemel-
staumauer aufgrund des Ereignisses "Kippen" ist somit "vollkommen ausgeschlossen".
8.5.4 Zusammenstellung der Ergebnisse für das Ereignis "Kippen"
In den durchgeführten Berechnungen wurden die Wahrscheinlichkeiten für das Auftreten des
Ereignisses "Kippen" bzw. für die Entwicklung eines horizontalen Risses, der sich von der
Wasserseite bis in die Mitte der Staumauer erstreckt, ermittelt. Dabei wurden zum einen un-
terschiedliche Stauhöhen berücksichtigt und zum anderen die Wirksamkeit der Abdichtungs-
und Drainageeinrichtungen variiert. In dem jeweils nachgebildeten Riß wurde der volle hy-
drostatische Wasserdruck gemäß dem betrachteten Stauziel angesetzt.
179,2 m
178,2 m
Maßstab:
0,5 MPa
Zug
Druck-
+
141,5 m
-0,1498 MPa
Bild 8.44 Vertikale Spannungen infolge Eigengewicht, Einstau und Temperatureinwirkung in Tal-
mitte (x = 0 m) bei Simulation eines Risses (t = 6,7 m) und unwirksamen Abdichtungs-
und Drainageeinrichtungen in Mauer und Fels, Stauhöhe 179,2 m
Die probabilistischen Untersuchungen wurden für die Stauhöhen 176,2 m und 179,2 m durch-
geführt, bei denen für das Ereignis "Versagen des Mauerwerks - horizontaler Riß" die größte
und die geringste Zuverlässigkeit ermittelt worden ist. Daher konnte auf die gesonderte Un-
tersuchung einer Stauhöhe von 177,35m (höchstes Stauziel) verzichtet werden. Die Tabelle
8.20 enthält eine Zusammenstellung der erzielten Berechnungsergebnisse.
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Bei einer Stauhöhe von 176,2 m wurde die Rißfortpflanzung in dem Mauerquerschnitt im
Bereich des wasserseitigen Mauerfußes betrachtet. Im Fall unwirksamer Abdichtungs- und
Drainageeinrichtungen in der Mauer ist nach Tabelle 8.1 eine Rißentwicklung bis 1,45 m in
den Mauerquerschnitt hinein nicht auszuschließen. In den Fällen, in denen ein wirksames Ab-
dichtungs- und Drainagesystem in Mauer und Fels, unwirksame Abdichtungs- und Drainage-
einrichtungen im Fels und der Ausfall aller Abdichtungs- und Drainageeinrichtungen ange-
nommen worden sind, ist die Entwicklung eines horizontalen Risses mit an Sicherheit gren-
zender Wahrscheinlichkeit auszuschließen (s. Tabelle 8.1).
Für einen horizontalen Riß bis in die Mauermitte in Höhe der Kote 140,9 m konnte der
Grenzzustand in dem luftseitig der Rißwurzel angeordneten Element 1720 (s. Bild 8.2) nicht
erreicht werden. Die kleinste vertikale Druckspannungen betrug -0,37 MPa. Die Ergebnisse
der durchgeführten Iterationsrechnungen werden daher nicht ausführlich dargestellt.
Stau-
höhe
[m]
Abdichtungs- und
Drainageeinrich-
tungen
Element
Zuver-
lässigkeit
r [-]
Versagenswahr-
scheinlichkeit
pf [-]
 Höhenkote des
 Risses  h
 Rißtiefe  t
wirksam in Mauer
und Fels
3617 0,99996 3,4⋅10-5 H=140,9 m; t=1,45 m
wirksam in der
Mauer
3618 1,0 3,0⋅10-25 H=139,8 m; t=1,80 m
wirksam im Fels 3617 0,998 1,6⋅10-3 H=140,9 m; t=1,45 m
176,2
unwirksam in
Mauer und Fels
2548 0,999905 9,5⋅10-5 H=142,3 m; t=4,10 m
wirksam in Mauer
und Fels
2854 1,0 2,8⋅10-28 H=152,6 m; t=2,75 m
179,2
unwirksam in
Mauer und Fels
2006
1464
2582
1769
0,999935
-
0,9976
-
6,5⋅10-5
-
2,4⋅10-3
-
H=142,3 m; t=5,2 m
H=142,3 m; t=13,4 m
H=154,5 m; t=4,2 m
H=154,5 m; t=6,7 m
Tabelle 8.20 Zuverlässigkeit bzw. Versagenswahrscheinlichkeit für das Ereignis "Kippen" in Ab-
hängigkeit der Stauhöhe und der Wirksamkeit der Abdichtungs- und Drainageein-
richtungen
Nach Tabelle 5.3 ist bei einem Parallelsystem die Versagenswahrscheinlichkeit für das Ereig-
nis "Riß bis in die Mauermitte", bei dem alle Elemente versagen müssen, um zu einem Versa-
gen des Gesamtsystems zu führen, kleiner als die Versagenswahrscheinlichkeit der einzelnen
Elemente. Somit kann für die Stauhöhe 176,2 m angenommen werden, daß ein horizontaler
Riß bis in Mauermitte und somit ein Versagen der Staumauer infolge des Ereignisses "Kip-
pen" "unwahrscheinlich" bzw. "vollkommen ausgeschlossen" ist (s. Tabellen 8.20 und 8.1).
Für die Stauhöhe 179,2 m, welche einem Wasserstand in Höhe der Mauerkrone/-brüstung
entspricht, wurden die Berechnungen für wirksame Abdichtungs- und Drainageeinrichtungen
in der Staumauer und im Fels sowie für den Ausfall des gesamten Abdichtungs- und Draina-
gesystems durchgeführt.
Bei wirksamen Dichtungsschleiern und Drainagen wurde ein Riß in Höhe der Kote 152,6 m
nachgebildet, der 2,75 m in den Mauerquerschnitt hinein reicht. Nach Tabelle 8.1 ist das Auf-
treten eines solchen Risses vollkommen ausgeschlossen.
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Für den Fall unwirksamer Abdichtungs- und Drainageeinrichtungen in Mauer und Fels wur-
den in getrennten Berechnungen zwei horizontale Risse im Mauerquerschnitt untersucht. In
Höhe der Kote 154,5 m wurde ein Riß angenommen, der sich aufgrund der maximalen Zugs-
pannung an der Wasserseite der Staumauer ausbilden kann. Der zweite Riß in Höhe der Kote
142,3 m wurde nachgebildet, da sich an dieser Stelle die auf Zug beanspruchte Zone tiefer in
den Mauerquerschnitt hinein erstreckte. Die Entstehung des oberen Risses, mit einer Rißtiefe
von 4,2 m, ist nach Tabelle 8.1 nicht auszuschließen. Der untere horizontale Riß bildet sich in
der Staumauer mit an Sicherheit grenzender Wahrscheinlichkeit nicht bis in eine Tiefe von
5,2 m aus.
In den betrachteten Mauerhorizonten wurde jeweils ein Riß bis in die Mauermitte angenom-
men. Die probabilistische Untersuchung zeigte, daß das Auftreten dieser Risse aufgrund der
hohen Druckspannungen in den betrachteten Elementen sowie der zuvor ermittelten großen
Zuverlässigkeit der wasserseitig angeordneten Elemente auszuschließen ist. Das Eintreten des
Ereignisses "Kippen" kann somit auch für die Stauhöhe 179,2 m "vollkommen ausgeschlos-
sen" werden.
8.6 Versagensereignis "Versagen des Mauerwerks - Abplatzungen auf der
Luftseite"
Bei der Betrachtung dieses Ereignisses wird auf die Ergebnisse der in Kapitel 8.4 und 8.5
vorgestellten Untersuchungen für das Auftreten eines horizontalen Risses in der Staumauer
zurückgegriffen. Für unterschiedliche Stauhöhen wurden in Abhängigkeit der Wirksamkeit
der Abdichtungs- und Drainageeinrichtungen und möglicher horizontaler Risse im Mauer-
querschnitt die E-Moduln des Mauerwerks und des Felses variiert. In diesen Berechnungen
traten an der Luftseite der Staumauer maximale Druckspannungen in einer Größenordnung
von σ = -1,1 MPa auf. Die Druckfestigkeit des Mauerwerks beträgt 18,9 MPa. Die vorhande-
nen maximalen Druckspannungen sind somit wesentlich geringer als die Druckfestigkeit des
Mauerwerks.
Eine Überschreitung der Druckfestigkeit des Mauerwerks ist aufgrund der vorliegenden Er-
gebnisse für eine Variation der E-Moduln nicht zu erwarten. Die Zuverlässigkeit für dieses
Ereignis wird daher zu r = 1 angenommen.
8.7 Versagensereignis "Gleiten - Aufgleiten eines Felskeiles"
Aufgrund der geologischen Verhältnisse im Bereich der Sperrenstelle kann sowohl das Glei-
ten in der Gründungssohle als auch das Aufgleiten von Felskeilen ein Versagen der Staumau-
er verursachen (s. Kapitel 6.2). Die relevanten Versagensursachen sind in Kapitel 8.1.3 zu-
sammengestellt und erläutert worden.
Als Einwirkungen werden wie bei den Ereignissen "Versagen des Mauerwerks" und "Kippen"
das Eigengewicht von Mauer und Fels, Strömungs- und Auftriebskräfte gemäß dem Einstau
bis zum Stauziel sowie ein langfristiges Temperaturereignis berücksichtigt, wobei die Wirk-
samkeit der Abdichtungs- und Drainageeinrichtungen variiert wird. Als Zufallsvariable wer-
den im Rahmen der durchgeführten Zuverlässigkeitsanalyse die Fallwinkel der drei Trennflä-
chenscharen gewählt (s. Bild 8.45).
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Bei den Berechnungen der Gleitsicherheit von Felskeilen wird der betrachtete Felskeil als
starrer Körper angenommen, dessen Standsicherheit mit dem Verfahren von WITTKE (1965,
1984, 1990) ermittelt wird.
Mauerwerk
EM,γM,ν,kf,ßz,ßDrKontrollgang
EB,kf
ß1
ß2
offene und gefüllte
Trennflächen
T
GM
SM
AM
GF
AFSF
E Streuende Einflußgrößen Deterministische Parametervariation
Wirksamkeit
der Drainage
Dichtungsschleier
EM, kf
klüftiger Fels
Gestein: EF,γF,ν
Trennflächen: α,ß,cT,ϕT,ψT,ßZT,
2ai,d,k
Füllung: Kornverteilung,
kf,ϕ,c,D,Ic
Bild 8.45 Einwirkungen und Einflußgrößen für das Ereignis "Gleiten"
Im Felsuntergrund der Diemeltalsperre werden von der Geländeoberfläche und den drei
Trennflächenscharen (K1, K2, Sch) Felskeile eingeschlossen, die sich infolge ungünstiger
Einwirkungskombinationen aus dem Felsverband herauslösen können. Für die möglichen
Felskeile werden Standsicherheitsberechnungen auf probabilistischer Grundlage durchge-
führt. Dabei sind die Einfallwinkel der Trennflächen als Basisvariable gewählt worden.
Unter Berücksichtigung der in den Sickerströmungs- und Spannungsverformungsberechnun-
gen nach der Methode der Finiten Elemente ermittelten Belastungen auf den Felskeil wurde
der Grenzzustand für das Ereignis "Aufgleiten eines Felskeiles" ermittelt. Die Sicherheit η
gegen Gleiten ergibt sich als Quotient aus der entgegen der Gleitrichtung wirkenden Summe
der Reibungskräfte und der in Gleitrichtung wirkenden Kräfte. Die Zustandsfunktion wurde
definiert zu:
Z = η - 1 (8.4)
Definitionsgemäß gilt: Z < 0 Aufgleiten
Z = 0 Grenzzustand
Z > 0 kein Aufgleiten
Die Standsicherheitsberechnung des räumlichen Felskeiles erfolgte nach WITTKE (1965,
1984, 1990), wobei jedoch die in diesem Verfahren als "untere Böschungsebene" bezeichnete
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Ebene eine Trennfläche darstellt. Der Felskeil wird als Starrkörper endlicher Größe betrachtet.
Es ergeben sich somit sechs kinematisch mögliche Gleitrichtungen. Das Gleiten kann parallel
zu einer der drei Trennflächen oder parallel zur Schnittlinie zweier Trennflächen erfolgen.
Vereinfachend wird angenommen, daß in den Trennflächen Reibungs- und Kohäsionskräfte,
jedoch keine Zugkräfte übertragen werden können.
Den maßgebenden Lastfall stellt der Einstau der Talsperre dar, da das Verhältnis zwischen
den haltenden und den treibenden Kräften geringer als im Lastfall Eigengewicht ist. Der
Gleitkeil ist in Bild 8.46 für die Mittelwerte der Basisvariablen dargestellt.
Die auf den Felskeil wirkenden Belastungen werden in numerischen FE-Berechnungen er-
mittelt, denen das dreidimensionale FE-Netz in Bild 7.3 zugrunde liegt. Die verwendeten bo-
den- bzw. felsmechanischen und hydraulischen Kennwerte sind Tabelle 6.6 zu entnehmen.
Die statistischen Parameter der Basisvariablen enthält Tabelle 6.4. In den durchgeführten Be-
rechnungen wurden lediglich die Streuungen der Mittelwerte für die Basisvariablen der
Trennflächen berücksichtigt. Die Streuung innerhalb einer Trennfläche kann nach TRUNK
(1993) zur Zeit nur abgeschätzt werden.
Schichtung
Sch
Kluft K 1
Kluft K 2
Keil
Mauerlängsachse
N
K2
Sch
K1
Bild 8.46 Felskeil für die Mittelwerte der Einfallwinkel
Als deterministische Größen sind u.a. das Eigengewicht des Felskeiles, die vertikale und hori-
zontale Komponente der resultierenden Kraft auf den Gleitkeil infolge der Belastung durch
die Staumauer, die Potentialdifferenz zwischen Oberwasser und Unterwasser, die resultieren-
den Kräfte infolge Wasserdruck sowie die Mittelwerte der Trennflächeneinfallwinkel aus den
kluftstatistischen Auswertungen berücksichtigt worden.
Die resultierenden Wasserdruckkräfte auf die Keiloberflächen werden anhand der in den Sik-
kerströmungsberechnungen ermittelten Standrohrspiegelhöhen bestimmt. Entlang der Keil-
oberflächen wird ein linearer Verlauf der Standrohrspiegelhöhen angenommen. Die resultie-
rende Wasserdruckkraft auf die Keiloberfläche ergibt sich durch eine Integration des Wasser-
druckes über die Keiloberfläche.
Bei der Durchströmung von Trennflächen wird das Gestein entlang der Trennflächenwandun-
gen durch Schub- und Normalspannungen beansprucht. Da sich mit einer Trennflächenöff-
nungsweite in der Größenordnung von Millimetern und Gradienten von "i = 1" sehr geringe
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Schubspannungen von etwa 10-5 MPa ergeben, können diese im allgemeinen vernachlässigt
werden [WITTKE, 1984]. Die Schub- und Normalspannungen in der Gründungssohle werden
für die Lastfälle "Eigengewicht" und "Einstau" in den Spannungsverformungsberechnungen
für die jeweiligen Variationen der Basisvariablen ermittelt.
Durch die Integration der Schubspannungsverteilung in der Gründungssohle wird die Hori-
zontalkomponente der resultierenden Kraft auf den Gleitkeil infolge der Belastung durch die
Staumauer berechnet. Die dazugehörige Vertikalkomponente ergibt sich durch die Integration
der Normalspannungsverteilung in der Gründungssohle.
Es wurden Felskeile unterschiedlicher Größen betrachtet, die sich entweder vor dem luftseiti-
gen Mauerfuß oder unterhalb der Staumauer bilden können. Wie in Kapitel 7.2 erläutert, ist
die Auswirkung eines unwirksamen Dichtungsschleiers im Fels auf die Potentialverteilung in
der Staumauer und im Fels sehr gering. Der Ausfall der Felsdrainagen hat jedoch einen er-
heblichen Einfluß auf die Potentialverteilung.
Als maßgebende Fälle werden für luftseitig vor der Mauer liegende Felskeile sowohl ein
wirksames Abdichtungs- und Drainagesystem in der Staumauer und im Fels als auch der Aus-
fall dieser Einrichtungen im Fels betrachtet. Für Felskeile unterhalb der Staumauer werden
wirksame Abdichtungs- und Drainageeinrichtungen in der Staumauer und/oder im Fels sowie
deren Ausfall untersucht. Die Berechnungen werden für eine Stauhöhe von 176,2 m durchge-
führt.
8.7.1 Felskeile vor dem luftseitigen Mauerfuß
Die Potentialverteilungen sind für den Fall wirksamer Dichtungsschleier und Drainagen in der
Staumauer und im Fels in Bild 7.14 und für den Fall unwirksamer Abdichtungs- und Draina-
geeinrichtungen im Fels in Bild 8.21 dargestellt. Es wurden mehrere mögliche Felskeile un-
tersucht, die in Talmitte bis in eine Tiefe von 8 m, 16 m, 21 m und 26 m unterhalb der Gelän-
deoberfläche ausgebildet sind (s. Bild 8.47).
Für keinen der betrachteten Felskeile vor dem luftseitigen Mauerfuß führte eine Variation der
Einfallwinkel der Trennflächen zu einem Aufgleiten. Der Grenzzustand wurde nicht erreicht.
Somit ist das Auftreten dieses Ereignisses auszuschließen.
Felskeile
lz = Ausdehnung des Felskeiles in z - Richtung
ly = Ausdehnung des Felskeiles in y - Richtung
lz
ly
Dichtungsschleier
Dichtungsschleier
Drainage
Drainage
K2
Schred
Bild 8.47 Untersuchte Felskeile vor dem luftseitigen Mauerfuß
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8.7.2 Felskeile unterhalb der Staumauer
Es wurde ein Felskeil betrachtet, der sich unterhalb der Staumauer ausbilden kann und sich in
Talmitte bis ca. 60 m Tiefe unter die Geländeoberfläche erstreckt (s. Bild 8.48). Dies bedeu-
tet, daß die Staumauer bei einem möglichen Aufgleiten des Felskeiles ebenfalls einer Bewe-
gung ausgesetzt ist.
Dichtungsschleier
Drainage
Dichtungsschleier
Drainage
Felskeil
βsch
βsch = 9°
Bild 8.48 Untersuchter Felskeil unterhalb der Staumauer
Für den betrachteten Felskeil unterhalb der Staumauer konnte in den probabilistischen Unter-
suchungen der Grenzzustand nicht erreicht werden. In allen untersuchten Fällen ergab sich für
den Einfallwinkel der Schieferung ein Wert von βSch < 9°. Dies bedeutet, daß der Felskeil die
Gründungssohle schneidet und daher die Überschreitung der Scherfestigkeit des Bruchstein-
mauerwerks für ein Versagen der Staumauer maßgebend wird.
Die Scherfestigkeit des Mauerwerks beträgt 2,2 MPa. Die vorhandenen Schubspannungen in
der Gleitfuge liegen in einer Größenordnung von τ = 0,3 MPa, so daß ein Abscheren des
Mauerwerks in der Gleitfläche ausgeschlossen werden kann.
8.8 Versagensereignis "Gleiten - Gleiten in der Gründungssohle"
Aufgrund der Verzahnung von Mauerwerk und Untergrund stellt das Ereignis "Gleiten in der
Gründungssohle" für die Diemeltalsperre kein potentielles Ereignis für ein Versagen des Ab-
sperrbauwerks dar. Ein Gleiten der Staumauer im Bereich der Gründungssohle könnte somit
nur entlang einer Scherfuge im Mauerwerk oder im Fels erfolgen.
In Kapitel 8.7 ist das Aufgleiten von Felskeilen bereits untersucht worden. Dabei wurde fest-
gestellt, daß sich aufgrund eines geringen Einfallwinkels der Schieferung von βSch < 9° sehr
flache Felskeile ausbilden, die durch die Gründungssohle der Staumauer verlaufen. Ein Ab-
scheren des Mauerwerks kann aufgrund der geringen vorhandenen Schubspannungen in der
Scherfuge von τ ≈ 0,3 MPa bei einer Scherfestigkeit des Mauerwerks von 2,2 MPa ausge-
157
schlossen werden. Daher wird im Rahmen dieser Arbeit auf eine detaillierte probabilistische
Untersuchung dieses Ereignisses verzichtet.
8.9 Versagensereignis "Leerlaufen des Speichers - Erosion in den Trennflä-
chen" – Einschränkung der Gebrauchsfähigkeit und der Dauerhaftigkeit
In Kapitel 8.1.6 wurden die Ursachen für ein Leerlaufen des Speichers bereits beschrieben:
- Durchströmung der Staumauer aufgrund Erosion in den Mörtelfugen,
- Durchströmung des Untergrundes u.a. infolge hydrodynamischer Bodendeforma-
tionen in gefüllten Trennflächen.
Unter dem Begriff "hydrodynamische Bodendeformation" werden Bodenumlagerungen zu-
sammengefaßt, die infolge einer Durch-, Unter- oder Umströmung eines Bauwerks eintreten.
Das Auftreten hydrodynamischer Bodendeformationen ist nur möglich, wenn sowohl die
geometrische Bedingung (z.B. offene Porenräume, offene Trennflächen, freie Oberfläche) als
auch die hydraulische Bedingung (z.B. großer hydraulischer Gradient) erfüllt sind. Zu den
hydrodynamischen Bodendeformationen zählt u.a. die Erosion.
Als Erosion wird die Umlagerung oder der Transport fast aller Kornfraktionen eines Bodens
infolge einer Wasserströmung bezeichnet. Es findet eine ständig fortschreitende Zerstörung
des Korngerüstes statt. In Bild 8.49 sind unterschiedliche Erscheinungsformen der Erosion
dargestellt, die in ZIEMS (1967), WITTMANN (1980), WITT (1986) und MUCKENTHALER
(1989) näher erläutert werden.
        a) äußere Erosion          b) Innere Erosion            c) Fugenerosion              d) Kontakterosion
Bild 8.49 Erscheinungsformen der Erosion [ZIEMS, 1967]
Hydrodynamische Bodendeformationen im Untergrund von Talsperren resultieren aus dem
Potentialunterschied zwischen Ober- und Unterwasser, der sich beim Einstau der Talsperre
einstellt. Dieser Potentialunterschied wird bei einer auf klüftigem Fels gegründeten Talsperre
hauptsächlich in den Trennflächen abgebaut, da in den meisten Fällen die Durchlässigkeit des
Gesteins vernachlässigbar gering ist. Insbesondere sind mit Boden gefüllte Trennflächen wie
Störungszonen, gefüllte Klüfte, Schichtfugen in Sedimentgesteinen und Schieferungsfugen in
kristallinen Schiefern durch auftretende Sickerströmungen erosionsgefährdet [STAHLMANN,
1991]. Unter der Voraussetzung, daß die auftretenden hydraulischen Gradienten groß genug
sind, um die Trennflächenfüllungen aufzulockern und einzelne Körner aus dem Kornverband
zu lösen sowie ein Abtransport dieser geometrisch möglich ist, kann es zu hydrodynamischen
Bodendeformationen in den gefüllten Trennflächen kommen.
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Das Absperrbauwerk der Diemeltalsperre ist auf klüftigem Fels gegründet. Unter der Annah-
me, daß das Trennflächengefüge aus weit durchgehenden ungefüllten und gefüllten Trennflä-
chen besteht, kann infolge einer Durchströmung der Trennflächen eine Erosion der Trennflä-
chenfüllungen eintreten.
8.9.1 Hydraulische Erosionskriterien
Ist aufgrund der geometrischen Bedingungen eine hydrodynamische Bodendeformation mög-
lich, muß die hydraulische Bedingung überprüft werden. Diese ist erfüllt, wenn sich infolge
des vorhandenen Potentialunterschiedes ein parallel zur gefüllten Trennfläche gerichteter, für
die Auflockerung der Füllung ausreichend hoher hydraulischer Gradient einstellt [STAHL-
MANN, 1991]. Eine Erosion der Trennflächenfüllung tritt genau dann ein, wenn der vorhan-
dene hydraulische Gradient ivorh größer als der erosionsauslösende kritische Gradient ikrit ist.
Bei bindigen Böden mit einer sehr geringen Durchlässigkeit ist für die Strömung nur ein An-
teil des hydraulischen Gradienten wirksam (i – i0), wobei i0 der kritische hydraulische Gra-
dient ist, bei dessen Überschreiten das in den Poren haftende Wasser zu strömen beginnt. In
GÜNTHER (1970), HANSES (1985), WITT (1986), MUCKENTHALER (1989) und MÜLLNER
(1991) werden kritische hydraulische Gradienten angegeben, die auf eigenen Untersuchungen
oder auf Untersuchungen von DAVIDENKOFF, ISTOMINA, TERZAGHI, WITTMANN, ZIEMS,
BUSCH und LUCKNER sowie anderen Untersuchungen basieren. Dabei handelt es sich so-
wohl um Ergebnisse von statistischen Untersuchungen an zerstörten Talsperren und Wehren
als auch um Ergebnisse von Modellversuchen sowie um theoretische Ansätze zur Beschrei-
bung von Erosionserscheinungen in Lockergesteinen und in mit bindigen oder gemischtkörni-
gen Böden gefüllten Trennflächen.
(1)  Modellversuche zur Erosionssicherheit bindiger Böden
Da die Strömung im Fels überwiegend von den vorhandenen Trennflächen abhängt, sind die
Theorien aus der Bodenmechanik nicht auf einen Felsuntergrund übertragbar. Obwohl es sich
bei den hier betrachteten Trennflächenfüllungen um bindige Böden handelt, herrschen in
Trennflächen andere geometrische und hydraulische Randbedingungen als in porösen Böden
[DGEG, 1988]. Nach LOUIS (1967) treten bei Felsbauwerken, z.B. bei Bogenstaumauern,
häufig größere hydraulische Gradienten als im Erdbau auf.
Im folgenden werden Ergebnisse der von ZILENKOV (1970) und von WITTKE/KEDDI [beide
in DGEG, 1988] durchgeführten Modellversuche zur Untersuchung der Erosionsstabilität von
Trennflächenfüllungen erläutert.
Die Versuche von ZILENKOV
ZILENKOV untersuchte das Erosionsverhalten gefüllter Trennflächen in Abhängigkeit von der
Bodenart, der Dicke der Trennflächenfüllung und der Anströmrichtung. Die Versuchsdurch-
führung und die Ergebnisse sind ausführlich in DGEG (1988) beschrieben.
Für die in Bild 8.50 dargestellten sechs Kornverteilungskurven von Trennflächenfüllungen
wurden jeweils vier unterschiedliche Anströmrichtungen in den Versuchen simuliert (s. Bild
8.51).
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Bild 8.50 Kornverteilungskurven für Trennflächenfüllungen [nach DGEG, 1988]
Die Versuchsergebnisse sind in Tabelle 8.21 zusammengestellt. Die von ZILENKOV be-
stimmten kritischen hydraulischen Gradienten liegen in Abhängigkeit von der Bodenart und
der Schichtdicke zwischen i = 1 bis 30.
a) Erosion senkrecht zur Trennfläche c) Erosion an der freien Oberfläche
b) Erosion parallel zur Trennfläche d) Kontakterosion
Bild 8.51 Anströmverhältnisse von Trennflächenfüllungen [DGEG, 1988]
Anströmverhältnis1) Trennflächenfüllung
   Kornverteilung2)        Dicke [cm]
Gradient bei
Erosionsbeginn
a
2
4
5
6
11,0
6,0
5,0
7,5
15
1
9
3
b
1
2
3
3,3
3,3
3,1
30
5
25
c 3 3,1 25
d 3 4,5 17
1) gemäß Bild 8.53         2) gemäß Bild 8.52
Tabelle 8.21 Versuchsergebnisse von ZILENKOV [DGEG, 1988]
160
Die Versuche von WITTKE/KEDDI
In diesem Modellversuch wurde eine vollständig gefüllte, horizontale Trennfläche nachgebil-
det (s. Bild 8.52). Die Trennflächenöffnungsweite, die Wandrauhigkeit und die Druckdiffe-
renz zwischen Ober- und Unterwasser konnten variiert werden. Ebenso war es möglich,
Trennflächenfüllungen mit unterschiedlichen Konsistenzen bzw. Lagerungsdichten einzubau-
en. Die Versuchsdurchführung ist ausführlich in DGEG (1988) beschrieben.
Da die für bindige Böden charakteristischen Erosionserscheinungen auch bei gemischtkörni-
gen Böden beobachtet werden konnten, wurden die Versuche mit einem Schluff-Sand-
Gemisch, dessen Kornverteilung Bild 8.53 enthält, durchgeführt. Die Trennflächenwandun-
gen wurden als glatt und die Trennflächenöffnungsweite zu 2ai = 6 mm angenommen.
?  Einlauf ?  Piezometer ?  Auslauf ?  Plexiglasplatte
?  Filtersteine ?  Trennflächenfüllung ?  Schrauben ?  Abstandshalter
Bild 8.52 Längsschnitt, Querschnitt und Grundriß des Trennflächenmodells von WITTKE/KEDDI
[DGEG, 1988]
Der zeitliche Verlauf der Erosionserscheinungen ist in Bild 8.54 dargestellt. Im Bruchzustand
wurde ein hydraulischer Gradient von i = 20,4 erreicht. Aufgrund der langen Versuchsdauer
(ca. 45 Tage) wurde nur ein Versuch mit dem Schluff-Sand-Gemisch als Trennflächenfüllung
durchgeführt.
(2)  In-situ Versuche
In-situ Versuche zur Untersuchung der Erosionsstabilität sind hauptsächlich an Wasserkraft-
werken der ehemaligen UdSSR durchgeführt worden [DGEG, 1988]. Die Versuchsergebnisse
sind in Tabelle 8.22 zusammengestellt.
SOYEAUX (1991) hat für bestehende Talsperren den vorhandenen hydraulischen Gradienten
im Untergrund des Absperrbauwerks überschläglich ermittelt. Dabei berücksichtigte er zwei
besondere Belastungsfälle (s. Bild 8.55):
Fall I: Der Injektionsschleier ist im Bereich der Gründungssohle gerissen, beschädigt oder
fehlerhaft ausgeführt worden. In diesem Fall ergibt sich der kürzeste Sickerweg für
das strömende Wasser (s. Bild 8.55a).
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Fall II: Der Injektionsschleier im Untergrund der Talsperre ist gerissen, beschädigt oder feh-
lerhaft ausgeführt worden. In diesem Fall ist ein reduzierter Sickerweg zu berücksich-
tigen (s. Bild 8.55b).
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Bild 8.53 Kornverteilungskurve des Schluff-Sand-Gemisches [nach DGEG, 1988]
Bild 8.54 Zeitlicher Verlauf der Druckdifferenz und der Erosionserscheinungen im Trennflächen-
modell [DGEG, 1988]
Kluftfüllung Öffnungsweite
2ai
Kritischer Gradient ikrit
Wasserkraftwerk
Kochovsk (Dnjepr)
toniger Boden nicht bekannt
Es wurde keine Erosion
beobachtet (ivorh = 2)
Wasserkraftwerke
Pljavinsk, Irkutsk,
Karvaksk
sandig – tonig nicht bekannt 14-17
Bogenstaumauer
Cirkeisk
kalzit,
schottrig – tonig
nicht bekannt 20
Tabelle 8.22 Ergebnisse der in-situ Versuche
Für die in Bild 8.56 aufgeführten Talsperren sind jeweils die Druckdifferenzen ∆h, der Sik-
kerweg ∆l sowie die zugehörigen hydraulischen Gradienten für die o.g. Belastungsfälle I und
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II angegeben. Das Diagramm zeigt, daß im Untergrund bestehender Talsperren hydraulische
Gradienten in einer Größenordnung von bis zu i = 12 auftreten können.
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a
b
InjektionsschleierInjektionsschleier
bm
∆h∆h
∆l
FehlstelleFehlstelle
 a  ≈ 0,25 ∆h
∆l = a + b
  i = ∆h/∆l
∆l Sickerweg
∆h Druckdifferenz
i Hydraulischer Gradient
a) Fall I b) Fall II
Bild 8.55 Belastungsfälle I und II zur Abschätzung möglicher hydraulischer Gradienten i
[nach SOYEAUX, 1991]
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Bild 8.56 Hydraulische Gradienten i für die Belastungsfälle I und II [SOYEAUX, 1991]
Es hat sich gezeigt, daß sich nur wenige Veröffentlichungen mit der Erosionsbeständigkeit
von mit bindigen Böden gefüllten Trennflächen beschäftigen. Jedoch ist es fraglich, ob die
aufgeführten Ergebnisse ohne weiteres auf von den zugrunde gelegten Modellen abweichende
Verhältnisse übertragbar sind. Qualitative Aussagen lassen sich aus den Versuchsergebnissen
von ZILENKOV sowie von WITTKE und KEDDI ableiten.
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8.9.2 Erosion in den Trennflächen im Untergrund der Diemelstaumauer
Der aus dem Einstau resultierende Potentialunterschied zwischen Ober- und Unterwasser wird
bei der auf klüftigem Fels gegründeten Diemeltalsperre hauptsächlich in den Trennflächen
abgebaut. Dabei sind vor allem mit Boden gefüllte Trennflächen erosionsgefährdet.
Daher wird die Zuverlässigkeit bzw. die Versagenswahrscheinlichkeit der Diemeltalsperre
hinsichtlich der Versagensursache "Erosion in den Trennflächen" ermittelt. Das Eigengewicht
von Mauer und Fels sowie Strömungs- und Auftriebskräfte infolge Einstau bis zum Stauziel
werden in den Berechnungen als Einwirkungen berücksichtigt. Darüber hinaus erfolgt eine
Variation der Wirksamkeit von Abdichtungs- und Drainageeinrichtungen in Mauer und Fels.
Als Zufallsvariable werden im Rahmen der durchgeführten Zuverlässigkeitsanalyse die
Streich- und die Einfallwinkel der nahezu senkrecht und parallel zur Mauerlängsachse strei-
chenden Trennflächenscharen K1 und K2 gewählt (s. Bild 8.57).
Die Sicherheit gegen Erosion η ist definiert zu:
η = ikrit / ivorh (8.5)
Die Zustandsgleichung Z ergibt sich dementsprechend zu:
Z = η - 1 (8.6)
Definitionsgemäß gilt: Z < 0 Erosion
Z = 0 Grenzzustand
Z > 0 keine Erosion
Der in den Trennflächen vorhandene hydraulische Gradient ivorh wird in Sickerströmungsbe-
rechnungen mit dem Programmsystem HYD03 ermittelt.
Aufgrund fehlender bzw. unzureichender Angaben bzgl. der Trennflächenfüllung sowie der
Öffnungsweiten und der Abstände der Trennflächen werden folgende Annahmen getroffen:
- Das Trennflächengefüge besteht aus der Trennflächenschar K1 mit durchgehenden,
gefüllten Trennflächen, der Trennflächenschar K2 mit durchgehenden, geöffneten
Trennflächen und der Schieferung Sch mit geschlossenen Trennflächen.
- Es wird eine Erosion in den gefüllten Trennflächen der Schar K1 infolge Durchströ-
mung untersucht (s. Bild 8.58). Die geometrischen Kennwerte der Trennflächenscha-
ren enthält Tabelle 8.23. Die Trennflächenöffnungsweiten und -abstände werden als
konstant angenommen.
Die relative Rauhigkeit der Trennflächenschar K2 wird zu k/Dh ≤ 0,032 angenommen, so daß
bei Reynoldszahlen von Re < 2300 für die Spaltströmung das Gesetz von Poisseuille gilt. Die
Raumstellung der Trennflächen ist dem Lotpunktdiagramm in Bild 6.16 zu entnehmen. Die
Mittelwerte und Standardabweichungen für die Streich- und die Einfallwinkel sind in Tabelle
6.4 aufgeführt. In den weiteren Berechnungen werden die Daten des HLfB verwendet. Die
Trennflächen der Kluftschar K1 sind mit Ton gefüllt. Der Durchlässigkeitsbeiwert beträgt
kf = 1⋅10-9 m/s. Die Kornverteilungen der untersuchten Trennflächenfüllungen sind in Bild
6.18 dargestellt.
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Mauerwerk
EM,γM,ν,kf,ßz,ßDrKontrollgang
EB,kf
ß1
ß2
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Trennflächen
T
GM
SM
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GF
AFSF
E Streuende Einflußgrößen Deterministische Parametervariation
Wirksamkeit
der Drainage
klüftiger Fels
Gestein: EF,γF,ν
Trennflächen: α,ß,cT,ϕT,ψT,ßZT,
2ai,d,k
Füllung: Kornverteilung,
kf,ϕ,c,D,Ic
Dichtungsschleier
EM,  kf
Bild 8.57 Einwirkungen und Einflußgrößen für das Ereignis "Leerlaufen des Speichers"
Trennflächen ia2  [mm] d  [m]
Kluftschar K1 1,00 0,3
Kluftschar K2 Zone I
Zone II
0,15
0,10
0,3
Schieferung Sch - 1,0
Tabelle 8.23  Mittlere Trennflächenöffnungsweiten und Trennflächenabstände
Im folgenden wird untersucht, ob die geometrische Bedingung für eine hydrodynamische Bo-
dendeformation im Untergrund der Diemeltalsperre erfüllt ist. An der unterwasserseitigen
Geländeoberfläche außerhalb der Maueraufstandsfläche sind die Voraussetzungen für einen
Abtransport eventuell erodierter Bodenkörner aus der Trennflächenschar K1 gegeben. Des
weiteren schneiden die Drainagebohrungen im Fels sowohl offene als auch gefüllte Trennflä-
chen an. Für das Auftreten einer äußeren Erosion sind daher zwei Ursachen zu betrachten.
Zum einen kann die Trennflächenfüllung direkt aus der Trennflächenschar K1 in die Drainage
transportiert werden. Zum anderen besteht die Möglichkeit, daß die Trennflächenfüllung in
eine offene Trennfläche der Schar K2 umgelagert und von dort in die Drainage transportiert
wird (s. Bild 8.59).
Zur Überprüfung der hydraulischen Bedingung für eine hydrodynamische Bodendeformation
wird der vorhandene hydraulische Gradient in einer dreidimensionalen Sickerströmungsbe-
rechnung nach der Methode der Finiten Elemente ermittelt.
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Erosion senkrecht zur
gefüllten Trennfläche
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Bild 8.58 Erosion in der gefüllten Trennfläche [nach STAHLMANN, 1991]
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Bild 8.59 Erosionsgefährdete Bereiche im Untergrund von Talsperren [nach STAHLMANN, 1991]
Die in der Sickerströmungsberechnung verwendeten boden- und felsmechanischen sowie hy-
draulischen Kennwerte für Mauer und Untergrund enthält Tabelle 6.6. Als voneinander unab-
hängige Basisvariable für die probabilistische Untersuchung des Ereignisses "Erosion in den
Trennflächen" werden die Streichwinkel α und die Einfallwinkel β der Trennflächenscharen
K1 und K2 gewählt.
Die in Bild 7.14 für eine Stauhöhe von 176,2 m dargestellte Potentialverteilung in Mauer und
Untergrund ergibt sich aus einer Sickerströmungsberechnung, in der die Instandsetzungsmaß-
nahmen wie Dichtungsschleier und Drainage als voll wirksam angesetzt wurden. Die Basisva-
riablen wurden in dieser Berechnung mit ihren Mittelwerten berücksichtigt. Das für die pro-
babilistische Untersuchung maßgebende Element ist durch den größten Potentialabbau bei
einem geometrisch möglichen Abtransport der Bodenkörner gekennzeichnet.
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Im Bereich des luftseitigen Mauerfußes treten Gradienten in einer Größenordnung von i = 0,2
auf. In einer vorab durchgeführten Parameterstudie, in der die Basisvariablen variiert worden
sind, konnten keine größeren Gradienten ermittelt werden. Eine Erosion im Bereich des luft-
seitigen Mauerfußes ist daher auszuschließen.
Der maximale Gradient tritt in dem Element 2160 auf, welches unmittelbar an den Kontroll-
gang und die Drainage anschließt (s. Bild 8.2). Erosionserscheinungen können in der Grün-
dungssohle entlang der Kontrollgangsohle als rückschreitende Fugenerosion oder als äußere
Erosion durch die Umlagerung der Trennflächenfüllung aus den Trennflächen der Kluftschar
K1 in die Drainage bzw. in die Trennflächen der Kluftschar K2 auftreten.
Der Grenzzustand Z = 0 wird iterativ ermittelt. Innerhalb einer Iteration wurde ausgehend von
den Startwerten für die Basisvariablen in weiteren hydraulischen Berechnungen jeweils eine
der Basisvariablen verändert. Für die 1. Iteration wurden die Mittelwerte der Basisvariablen
als Startwerte gewählt (s. Tabelle 6.4). Um die beiden Größen ikrit und ivorh miteinander ver-
gleichen zu können, müssen beide Vektoren die gleiche Orientierung aufweisen (s. Bild 8.60).
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Bild 8.60 Darstellung von ikrit und ivorh in der Trennfläche [WITTKE et al., 1995]
Da keine Angabe über die Größe des kritischen Gradienten vorliegt, wurden den Untersu-
chungen folgende deterministisch ermittelte Werte zugrunde gelegt:
• ikrit =   8
• ikrit = 12
• ikrit = 16
• ikrit = 20
(1)  Kritischer hydraulischer Gradient  ikrit = 8
Zur Bestimmung der Zuverlässigkeit r bzw. der Versagenswahrscheinlichkeit pf bei Erreichen
des Grenzzustandes Z = 0 mußten vier Iterationen durchgeführt werden.
Die Eingangswerte für die Basisvariablen in den jeweiligen Iterationen zeigt Tabelle 8.23. Mit
den in den Sickerströmungsberechnungen ermittelten und auf die Trennflächenwandung pro-
jizierten hydraulischen Gradienten ivorh und einem erosionsauslösenden kritischen Gradienten
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ikrit = 8 wurden für jede Iteration der Wert der Zustandsfunktion Z sowie der Sicherheitsindex
β ermittelt (s. Tabelle 8.24).
α1 [°] β1 [°] α2 [°] β2 [°] ivorh [-] Z = 
vorh
krit
i
i
-1 [-] β  [−]
(Sicherheitsindex)
1. Iteration 171,2 84,3 268,1 87,8 6,48 0,2344 0,2433
2. Iteration 171,6 84,3 267,7 82,3 7,86 0,0176 0,2558
3. Iteration 171,41 84,28 263,94 83,72 8,25 -0,0313 0,2194
4. Iteration 171,39 84,25 265,99 83,29 8,002 -0,00035 -
Tabelle 8.24 Eingangswerte für die Basisvariablen sowie der in den Iterationen ermittelten Werte
für die Gradienten, die Zustandsfunktion und den Sicherheitsindex (ikrit = 8)
Die Differenz zwischen den Eingangswerten der letzten Iteration und den Mittelwerten der
Basisvariablen ist sehr gering. Daher ist auch der Wert für den Sicherheitsindex β klein, mit
dem die Zuverlässigkeit r ermittelt wird:
r (ikrit = 8) = 1 - pf(β) = 1 - 0,41 = 0,59 (8.7)
Eine Erosion der Trennflächenfüllung muß nach DGEG (1988) als "wahrscheinlich" angese-
hen werden (s. Tabelle 8.1).
(2)  Kritischer hydraulischer Gradient  ikrit = 12
Bei Annahme eines kritischen hydraulischen Gradienten von ikrit = 12 wurde die iterative Er-
mittlung des Grenzzustandes nach drei Iterationen abgebrochen, da sich der Sicherheitsindex
kaum veränderte. Die Eingangswerte für die Iterationen und die Ergebnisse der probabilisti-
schen Untersuchung sind in Tabelle 8.25 zusammengestellt.
α1 [°] β1 [°] α2 [°] β2 [°] ivorh [-] Z = 
vorh
krit
i
i
-1 [-] β  [−]
(Sicherheitsindex)
1. Iteration 171,2 84,3 268,1 87,8 6,48 0,8516 0,5273
2. Iteration 172,04 84,18 267,35 75,9 12,10 -0,00897 0,5250
3. Iteration 171,31 84,27 268,16 75,88 11,91 0,00708 0,5270
Tabelle 8.25 Eingangswerte für die Basisvariablen sowie der Werte für die Gradienten, die Zu-
standsfunktion und den Sicherheitsindex (ikrit = 12)
Die Zuverlässigkeit r beträgt:
r (ikrit = 12) = 1 - pf(β) = 1 - 0,29 = 0,71 (8.8)
Auch bei einem kritischen Gradienten von ikrit = 12 ist das Auftreten einer Erosion in den
Trennflächen der Kluftschar K1 nach Tabelle 8.1 "wahrscheinlich".
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(3)  Kritischer hydraulischer Gradient  ikrit = 16
In den durchgeführten Sickerströmungsberechnungen mit Berücksichtigung unterschiedlicher
Raumstellungen der Trennflächen variierte der Sicherheitsindex kaum. Testrechnungen, deren
Ergebnisse in dieser Arbeit nicht dargestellt werden, zeigen, daß erst eine Veränderung der
dritten Nachkommastelle bei den Basisvariablen α2 und β2 eine Annäherung an den Grenzzu-
stand bewirkt. Da der Sicherheitsindex dabei weiterhin in einer Größenordnung von β ≈ 0,7
liegt, wurden die Berechnungen zur Ermittlung der Zuverlässigkeit nach der vierten Iteration
abgebrochen .
Die Zuverlässigkeit r ergibt sich zu:
r (ikrit = 16) = 1 - pf(β) = 1 - 0,22 = 0,77 (8.9)
Das Auftreten einer Erosion in den gefüllten Trennflächen der Kluftschar K1 ist daher als
"wahrscheinlich" zu bewerten (s. Tabelle 8.1).
(4)  Kritischer hydraulischer Gradient  ikrit = 20
Die Eingangswerte für die Basisvariablen sowie die zugehörigen Werte für den vorhandenen
hydraulischen Gradienten, den Sicherheitsindex und die Zustandsfunktion sind in Tabelle
8.26 zusammengestellt.
Bereits in der zweiten Iteration läßt sich für die Zustandsfunktion ein Wert von Z = 0,00994
ermitteln.
Auch in diesem Fall führt erst eine Veränderung der dritten Nachkommastelle für die Basis-
variable β2 bei konstantem Sicherheitsindex zu einer Annäherung an den Grenzzustand Z = 0.
Aus diesem Grund wurde die Iterationsrechnung ebenfalls abgebrochen.
Die Zuverlässigkeit r ergibt sich damit zu:
r (ikrit = 20) = 1 - pf(β) = 1 - 0,21 = 0,78 (8.10)
Das Auftreten einer Erosion in den gefüllten Trennflächen der Kluftschar K1 ist daher als
"wahrscheinlich" zu bewerten (s. Tabelle 8.1).
α1 [°] β1 [°] α2 [°] β2 [°] ivorh [-] Z = 
vorh
krit
i
i
-1 [-] β  [−]
(Sicherheitsindex)
1. Iteration 171,47 84,2 273,16 70,1 20,76 -0,0367 0,785
2. Iteration 171,47 84,21 269,56 70,04 19,803 0,00994 -
Tabelle 8.26 Eingangswerte für die Basisvariablen sowie der Werte für die Gradienten, die Zu-
standsfunktion und den Sicherheitsindex (ikrit = 20)
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(5)  Zusammenstellung der Berechnungsergebnisse für das Ereignis
"Erosion in den Trennflächen"
Die probabilistische Untersuchung hat gezeigt, daß für kritische hydraulische Gradienten in
der Größenordnung von ikrit = 8 bis ikrit = 20 die Zuverlässigkeit sehr gering ist. Dieses Ergeb-
nis besagt jedoch lediglich, daß in dem untersuchten Element 2160, das unterhalb des Kon-
trollgangs und luftseitig der Drainage angeordnet ist, "wahrscheinlich" eine Erosion der
Trennflächenfüllung in der Kluftschar K1 eintritt. Die Auswirkung auf die Standsicherheit des
Absperrbauwerks wird an dieser Stelle nicht aufgezeigt.
Eine rückschreitende Erosion in den gefüllten Trennflächen der Kluftschar K1 ausgehend von
dem Element 2160 wurde im Rahmen dieser Arbeit nicht untersucht. Aufgrund des kürzeren
Sickerweges bei einer bereits teilweise ausgespülten Trennfläche erhöht sich in diesem Be-
reich der vorhandene hydraulische Gradient. Daher ist dort ebenfalls eine Erosion der Trenn-
flächenfüllung zu erwarten.
Der Dichtungsschleier im Fels stellt eine geometrische Barriere für die hydrodynamische Bo-
dendeformation in den Trennflächen luft- und wasserseitig des Dichtungsschleiers dar.
Bei der Herstellung eines Dichtungsschleiers mittels Zementverpressung können jedoch fein-
körnige Trennflächenfüllungen mit einem Korndurchmesser von d < 0,63 mm nicht abge-
dichtet werden [DGEG, 1988]. In diesem Fall ist eine Erosion der Trennflächenfüllungen in-
nerhalb des Dichtungsschleiers bei entsprechend großen hydraulischen Gradienten möglich.
Des weiteren kann der Dichtungsschleier im Bereich der Gründungssohle reißen oder absche-
ren, so daß die geometrische Bedingung für eine hydrodynamische Bodendeformation erfüllt
wäre.
Infolge von Erosionsvorgängen erhöhen sich bereichsweise die Durchlässigkeiten und es er-
gibt sich eine veränderte Potentialverteilung in Mauer und Untergrund, die in den Standsi-
cherheitsuntersuchungen zu berücksichtigen ist.
In einer vorab durchgeführten Parameterstudie wurden für die Stauhöhen von 176,2 m und
179,2 m bei wirksamen sowie unwirksamen Abdichtungs- und Drainagemaßnahmen in der
Staumauer und im Fels die vorhandenen hydraulischen Gradienten im Bereich des luftseitigen
Mauerfußes ermittelt. In allen betrachteten Fällen lagen die Gradienten bei einer Variation der
Basisvariablen in einer Größenordnung von ivorh = 0,2 bis ivorh = 0,5. Die in der probabilisti-
schen Untersuchung zugrunde gelegten kritischen hydraulischen Gradienten betrugen
ikrit = 8, 12, 16 und 20. Diese sind somit erheblich größer als die vorhandenen hydraulischen
Gradienten, so daß eine Erosion im Bereich des luftseitigen Mauerfußes auszuschließen ist.
8.10 Versagensereignis "Fehlerentdeckung und -behebung"
In der Studie "Sicherheitsuntersuchungen auf probabilistischer Grundlage für Staudämme"
[DGEG, 1988] ist der Einfluß menschlicher Zuverlässigkeit auf den Erfolg der Bauüberwa-
chung zahlenmäßig abgeschätzt worden. Die Erfolgswahrscheinlichkeit (Zuverlässigkeit) bei
ständiger Anwesenheit des Baustellenpersonals wird in Abhängigkeit von der Motivation, der
Ausbildung und der Einweisung in die auszuführenden Tätigkeiten in einer Größenordnung
von r = 0,178  (pf = 0,822)  bis  r = 0,018  (pf = 0,982) angegeben.
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Für die probabilistische Untersuchung der Diemeltalsperre wird angenommen, daß das Teil-
ereignis "Fehlerentdeckung und -behebung" mit einer Versagenswahrscheinlichkeit von
pf = 0,822 zu bewerten ist. Als Sicherheitsindex ergibt sich nach Bild 8.1 β = -0,9231. Der
Wichtungsfaktor α beträgt α = 1,0.
8.11 Versagensereignis "Menschliche Reaktionen"
Zu den menschlichen Reaktionen, die ein Versagen einer Staumauer verhindern können, ge-
hören:
• Beobachtung einer Veränderung der Sickerwassermenge
• Weitermeldung dieser Beobachtung und
• Rechtzeitiges Erkennen der Ursache
Im Rahmen der probabilistischen Untersuchung für die Diemeltalsperre wurde hinsichtlich
der Versagenswahrscheinlichkeiten dieser Ereignisse auf die in der Sicherheitsstudie der
DGEG (1988) verwendeten Größen zurückgegriffen. Die Versagenswahrscheinlichkeiten die-
ser Teilereignisse wurden aufgrund von Betriebserfahrungen und theoretischen Überlegungen
abgeschätzt (s. Tabelle 8.27).
Teilereignis
Versagenswahr-
scheinlichkeit pf [-]
Sicherheitsindex
β [-]
Wichtungsfaktor
αi [-]
 Veränderung der Sickerwasser-
 menge wird bemerkt
1⋅10-2 2,326 1,0
 Weitermeldung der Beobachtung 5,5⋅10-2 1,6 1,0
 Rechtzeitiges Erkennen der Ursache 5⋅10-2 1,645 1,0
Tabelle 8.27 Versagenswahrscheinlichkeiten für die Teilereignisse "menschliche Reaktionen"
[DGEG, 1988]
8.12 Versagensereignis "Absenkung des Stauspiegels"
Für das Ereignis "Absenkung des Stauspiegels" wurde konservativ eine Versagenswahr-
scheinlichkeit von pf = 1,0 angenommen. Dies bedeutet, daß im Schadens- bzw. Versagensfall
keine Absenkung des Wasserspiegels, wodurch ein mögliches Versagen des Absperrbauwerks
verhindert oder ein möglicher Schaden verringert werden könnte, erfolgt.
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9 Probabilistische Untersuchung der repräsentativen Ereignisab-
läufe und Bestimmung der Zuverlässigkeit des Gesamtsystems
Die systematischen Zusammenhänge zwischen einem Versagensereignis, dessen Auswirkun-
gen auf das Bauwerk und den Untergrund sowie den getroffenen Sicherheitsvorkehrungen
lassen sich übersichtlich in Ereignisablaufdiagrammen darstellen. Für jedes Teilereignis eines
Ereignisablaufdiagrammes wird die Zuverlässigkeit bzw. die Versagenswahrscheinlichkeit
mit Hilfe numerischer Berechnungsverfahren und des statistischen Verfahrens 1. Ordnung
nach HOSSER ermittelt. Nach schrittweisem Zusammenführen aller Teilereignisse kann die
Zuverlässigkeit bzw. die Versagenswahrscheinlichkeit des untersuchten Ereignissablaufes
berechnet werden. Die Zuverlässigkeit des Gesamtsystems Bauwerk - Untergrund ergibt sich
schließlich aus einer probabilistischen Bewertung aller untersuchten Ereignisabläufe.
9.1 Repräsentative Ereignisabläufe
Im folgenden sind Ereignisablaufdiagramme aufgeführt, aus denen der Ablauf eines Ereignis-
ses unter Berücksichtigung der getroffenen Sicherheitsvorkehrungen hervorgeht.
Die Sicherheitsanalyse für die Staumauer der Diemeltalsperre bezieht sich auf den Zeitraum
zwischen dem Ende der Sanierungsarbeiten und dem ordnungsgemäßen Betrieb der Talsperre,
um Wahrscheinlichkeiten aus Fehlern und Irrtümern bei der Planung vernachlässigen zu kön-
nen.
Die einzelnen Teilereignisse der Ereignisablaufdiagramme lassen sich in drei Gruppen unter-
teilen [DGEG, 1988]:
1. Teilereignisse, für die sich physikalisch begründbare und zahlenmäßig belegbare Zustands-
gleichungen aufstellen lassen (z.B. Kippen).
2. Teilereignisse, für die bisher keine physikalischen Zustandsgleichungen existieren, jedoch
aufgrund von Erfahrungen in anderen Bereichen Versagenswahrscheinlichkeiten geschätzt
werden können (z.B. menschliche Unzulänglichkeiten).
3. Teilereignisse, für die gegenwärtig und eventuell auch in Zukunft die Versagenswahr-
scheinlichkeit ohne vergleichbare Anhaltswerte geschätzt werden muß.
Für Teilereignisse der Gruppe 1 lassen sich die Zustandsfunktionen durch Basisvariable mit
Mittelwert und Streuung beschreiben. Während bei den Teilereignissen der Gruppe 2 analog
zu der DGEG-Studie (1988) von mittleren Schätzungen und Ungewißheitsgrenzen ausgegan-
gen werden kann, können bei Teilereignissen der Gruppe 3 allenfalls Hypothesen aufgestellt
werden.
Die Teilereignisse der einzelnen Ereignisablaufdiagramme können zu unterschiedlichen End-
zuständen eines Bauwerks führen. Auf ein auslösendes Ereignis folgen Reaktionen im Bau-
werk, konstruktive Gegenmaßnahmen oder menschliche Handlungen, um die Weiterent-
wicklung des Schadens zu verhindern. Der Erfolg oder der Mißerfolg dieser Maßnahmen be-
einflußt den Endzustand des Bauwerks. In den nachfolgend aufgeführten Ereignisablaufdia-
grammen werden diese Endzustände unterschieden in [DGEG, 1988]:
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- bestimmungsgemäßer Betrieb B
Das Bauwerk verhält sich insgesamt dem Bestimmungszweck entsprechend.
- Gebrauchstauglichkeitsbeschränkung G
Teile des Bauwerks sind beschädigt, können aber repariert werden. Der ordnungs-
gemäße Betrieb der Talsperre kann auf Dauer ohne Einschränkungen nicht fortge-
führt werden. Eine sofortige Absenkung des Stauspiegels aus Sicherheitsgründen ist
jedoch nicht notwendig.
- Störfälle S
Teile des Bauwerks sind beschädigt, so daß der Betrieb der Talsperre aus Sicher-
heitsgründen nicht fortgeführt werden kann und der Wasserspiegel abgesenkt werden
muß.
- Versagen V
Als Versagen wird nicht nur das Ereignis "Bruch der Talsperre" aufgefaßt, sondern
auch eine starke Beschädigung des Absperrbauwerks, also jedes Ereignis, bei dem
das gespeicherte Wasser in größerem Umfang und nicht hinreichend kontrolliert in
das Unterwasser abfließen kann.
Im Rahmen der Sicherheitsanalyse interessieren nur die zum Versagen des Absperrbauwerks
führenden Ereignisabläufe.
Das Absperrbauwerk der Diemeltalsperre kann aufgrund unterschiedlicher Ereignisabläufe
versagen (s. Kapitel 8.1.7). Jedes Ereignis setzt sich aus einer Verknüpfung von Teilereignis-
sen zusammen. So können z.B. bei unwirksamen Abdichtungs- und Drainageeinrichtungen
infolge einer Durchströmung der Mauer und des Untergrundes Erosionserscheinungen im
Mauerwerk und in gefüllten Trennflächen auftreten. Aufgrund der daraus resultierenden Ein-
wirkungen können im Absperrbauwerk Zugspannungen und als deren Folge Risse auftreten.
Bei einer Rißtiefe bis in Mauermitte ist die Kippsicherheit der Staumauer nicht mehr ge-
währleistet, so daß ein Versagen des Absperrbauwerks zu erwarten ist. Die Zusammenhänge
zwischen den jeweiligen Teilereignissen sind in den nachfolgenden Ereignisablaufdiagram-
men dargestellt (s. Bilder 9.1 bis 9.5). Sie werden am Beispiel der Ereignisablaufdiagramme
in den Bildern 9.1 und 9.2 näher erläutert.
Bei eingestautem Speicher und wirksamen Abdichtungs- und Drainageeinrichtungen in der
Staumauer (s. Bild 9.1, Fall d) tritt ein Versagen (V) dann ein, wenn sich infolge vertikaler
Zugspannungen auf der Wasserseite der Staumauer ein horizontaler Riß bis in die Mauermitte
ausbildet und die Standsicherheit des Absperrbauwerks (Kippen) nicht mehr gewährleistet ist
(s. Bild 9.2). Weist der Dichtungsschleier in der Mauer eine Fehlstelle auf, so folgen auf die-
ses Teilereignis im allgemeinen die gleichen Ereignisabläufe wie im Fall eines intakten
Dichtungsschleiers. Allerdings ist das Teilereignis "Fehlerentdeckung und -behebung" zu-
sätzlich zu berücksichtigen (s. Bild 9.1).
Als Störfälle (S) werden die Endzustände der Ereignisabläufe bezeichnet, die trotz eines
Schadens - z.B. unwirksame Drainage, Riß bis in Mauermitte, Absenkung des Stauspiegels -
nicht zum Versagen des Absperrbauwerks führen.
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Die Gebrauchstauglichkeit (G) der Talsperre ist eingeschränkt, wenn nach Einstau des Spei-
chers z.B. eine Fehlstelle im Dichtungsschleier, die auf Dauer den ordnungsgemäßen Betrieb
gefährdet, als Ursache einer veränderten Sickerwassermenge erkannt wird.
Der Betrieb (B) der Talsperre ist nur dann gewährleistet, wenn das Absperrbauwerk bei wirk-
samen Abdichtungs- und Drainageeinrichtungen standsicher ist.
Die für die Berechnung der Gesamtversagenswahrscheinlichkeit relevanten Einzelversagens-
wahrscheinlichkeiten wurden in Kapitel 8 ermittelt. In den folgenden Kapiteln wird für die
jeweiligen Ereignisabläufe die zugehörige Zuverlässigkeit bzw. Versagenswahrscheinlichkeit
nach dem in Kapitel 5 erläuterten probabilistischen Verfahren bestimmt. Die verwendeten
Basisvariablen sowie deren statistische Parameter sind in Tabelle 9.1 zusammengestellt.
Speicher wird eingestaut
Fehlstelle im Dichtungsschleier Mauer
Fehlstelle im Dichtungsschleier Fels
Fehlerentdeckung und -behebung
Fehlerentdeckung und -behebung
Fehlerentdeckung und -behebung
Fehlerentdeckung und -behebung
Unwirksame Drainage Mauer
Unwirksame Drainage Fels
GGG GG G GG G G G G GB G G
a jihgfedcb onmlk p
Zwischenzustand
Fall
janein
Bild 9.1 Ereignisablauf "Fehlstellen in den Dichtungsschleiern - Unwirksame Drainagen"
σz <  βz  an der Wasserseite der Staumauer
Rechtzeitiges Erkennen der Ursache
Weitermeldung der Beobachtung
Rißtiefe < b/2
Veränderung der Sickerwasser-
menge wird bemerkt
Endzustand
janein
B,G
GG GVV GV V B,GSSSS
Absenken des Stauspiegels
Zwischenzustand
GG GVV GV V B,GSSSS
Erosion in den Trennflächen
Bild 9.2 Ereignisablauf "Erosion in den Trennflächen - Versagen des Mauerwerks (Rißbildung) -
Kippen"
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janein
Rechtzeitiges Erkennen der Ursache
Weitermeldung der Beobachtung
Luftseitige Druckspannung < Druck-
festigkeit des Mauerwerks
Veränderung der Sickerwassermenge wird bemerkt
Endzustand B,GV S GV SGV SGV S B,GV S
Absenken des Stauspiegels
Erosion in den Trennflächen
B,GZwischenzustand
Bild 9.3 Ereignisablauf "Erosion in den Trennflächen - Versagen des Mauerwerks (Abplatzungen)"
janein
B,GG GVV VV G
Rechtzeitiges Erkennen der Ursache
Weitermeldung der Beobachtung
Kein Gleiten in der Gründungssohle
Erosion in den Trennflächen
Endzustand V B,G
B,G
Veränderung der Sickerwassermenge wird bemerkt
Zwischenzustand
Bild 9.4 Ereignisablauf "Erosion in den Trennflächen - Gleiten in der Gründungssohle"
janein
B,GG GVV VV G
Rechtzeitiges Erkennen der Ursache
Weitermeldung der Beobachtung
kein Aufgleiten eines Felskeiles
Erosion in den Trennflächen
Endzustand V B,G
B,G
Veränderung der Sickerwassermenge wird bemerkt
Zwischenzustand
Bild 9.5 Ereignisablauf "Erosion in den Trennflächen - Aufgleiten eines Felskeiles"
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Basisvariable Mittelwert Standard-
abweichung
Verteilungstyp normierte
Basisvariable
 EMauer [MPa] 8000 2000 Normalverteilung u1
 EFels [MPa] 4500 2765 Normalverteilung u2
 αK1 [°] 171,2 18,6 Normalverteilung u3
 β K1 [°] 84,3 15,8 Normalverteilung u4
 α K2 [°] 268,1 22,9 Normalverteilung u5
 β K2 [°] 87,8 27,7 Normalverteilung u6
 α Sch [°] 66,9 17,2 Normalverteilung u7
 β Sch [°] 60,4 10,7 Normalverteilung u8
Tabelle 9.1 Statistische Parameter der Basisvariablen
Die Ereignisse "Aufgleiten eines Felskeiles", "Gleiten in der Gründungssohle" und "Versagen
des Mauerwerks (Abplatzungen auf der Luftseite)" haben aufgrund der Versagenswahr-
scheinlichkeiten von pf = 0 keinen Einfluß auf die Gesamtversagenswahrscheinlichkeit der
Staumauer und werden daher nicht weiter betrachtet.
9.2 Ereignisabläufe für die Stauhöhe "Stauziel"
9.2.1 Versagen des Mauerwerks (horizontaler Riß) - Kippen
Die in 8.5 beschriebenen Ergebnisse der probabilistischen Untersuchungen des Ereignisses
"Kippen" zeigen, daß für jeden betrachteten Fall eine Rißfortpflanzung bis in die Mauermitte
vollkommen ausgeschlossen ist. Dem Ereignis "Kippen" konnte somit eine Versagenswahr-
scheinlichkeit von pf = 0 zugeordnet werden.
Um jedoch die Verfahrensweise zur Ermittlung der Gesamtversagenswahrscheinlichkeit des
Bauwerks aufzuzeigen, wird im folgenden auf der sicheren Seite liegend angenommen, daß
die Zuverlässigkeit für das Auftreten eines bis zur Mauermitte reichenden Risses derjenigen
Zuverlässigkeit entspricht, die in vorausgegangenen Untersuchungen für Risse im Bereich des
wasserseitigen Mauerrandes ermittelt wurde, obwohl diese nicht bis zur Mitte der Staumauer
reichen.
Die Vorgehensweise soll für den Fall wirksamer Abdichtungs- und Drainageeinrichtungen in
der Staumauer und im Fels ausführlich erläutert werden. In allen anderen Fällen erfolgt die
Bestimmung der Versagenswahrscheinlichkeit entsprechend, so daß die Ergebnisse nur in
knapper Form dargestellt werden.
(1)  Wirksame Abdichtungs- und Drainageeinrichtungen in der Staumauer und im Fels
Betrachtet wird der Ereignisablauf, für den das Bauwerk im Endzustand mit wirksamen
Dichtungsschleiern und Drainagen ausgerüstet ist. Die Verknüpfung der Ereignisse, die ein
Versagen (V), einen Störfall (S), eine Gebrauchsfähigkeitsbeschränkung (G) oder den be-
stimmungsgemäßen Betrieb (B) der Talsperre zur Folge haben, ist in den Bildern 9.1 und 9.2
in Form von Ereignisablaufdiagrammen dargestellt.
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Eine Vereinfachung wird durch die angenommenen hohen Versagenswahrscheinlichkeiten
von pf = 1,0 der Ereignisse "Fehlstellen im Dichtungsschleier", "Unwirksame Drainagen" und
"Absenkung des Stauspiegels" möglich (s. Bilder 9.6 und 9.7). Der vereinfachte Ereignisab-
lauf ist in Bild 9.6 hervorgehoben (Fall a).
Speicher wird eingestaut
Fehlstelle im Dichtungsschleier Mauer
Fehlstelle im Dichtungsschleier Fels
Fehlerentdeckung und -behebung
Fehlerentdeckung und -behebung
Fehlerentdeckung und -behebung
Fehlerentdeckung und -behebung
Unwirksame Drainage Mauer
Unwirksame Drainage Fels
Zwischenzustand
Fall
GGG GG G BG GG G GG GG
p ghijk
G
lmno bcdef a
janein
Bild 9.6 Vereinfachtes Ereignisablaufdiagramm "Wirksame Abdichtungs- und Drainageeinrichtun-
gen in der Staumauer und im Fels"
Die Versagenswahrscheinlichkeiten von V1 bis V4 werden nach dem in Kapitel 5 vorgestell-
ten Verfahren durch eine mengentheoretische Verknüpfung der Versagenswahrscheinlichkei-
ten der einzelnen Ereignisse jedes Ereignisablaufes bestimmt.
In Tabelle 9.2 sind die Versagenswahrscheinlichkeiten pf, Sicherheitsindizes β und Wich-
tungsfaktoren αi der berücksichtigten Ereignisse und deren Verknüpfungen (V1 bis V4) zu-
sammengestellt.
Für die Bestimmung der Gesamtversagenswahrscheinlichkeit des Ereignisablaufes wurden die
Versagenswahrscheinlichkeiten von V1 bis V4 vereinigt. Die Gesamtversagenswahrschein-
lichkeit für das vereinfachte Ereignisablaufdiagramm (s. Bild 9.7) beträgt pf = 3⋅10-10 und die
Zuverlässigkeit r = 0,9999999997. Nach Tabelle 8.1 ist ein Versagen infolge dieses Ereignis-
ablaufes "vollkommen auszuschließen".
Zugspannungen an der Wasserseite der Staumauer <
Zugfestigkeit des Mauerwerks
Rechtzeitiges Erkennen der Ursache
Weitermeldung der Beobachtung
Horizontale Rißentwicklung im Mauerquerschnitt
(t < b/2)
Veränderung der Sickerwassermenge wird bemerkt
Endzustand GG GV4V1 GV2 V3
janein
B,G
Bild 9.7 Vereinfachtes Ereignisablaufdiagramm "Versagen des Mauerwerks (horiz. Riß) - Kippen"
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Ereignis
Versagenswahr-
scheinlichkeit pf [-]
Sicherheits-
index β [-] Wichtungsfaktoren αi [-]
Fehlerentdeckung und
-behebung
0,822 -0,9231 α11 = 1,0
σz < ßz an der Wasserseite der
Staumauer
2,9⋅10-3 2,7609 α22 = 0,5069α23 = -0,8619
Veränderung der Sickerwas-
sermenge wird bemerkt
0,01 2,3260 α44 = 1,0
Weitermeldung der
Beobachtung
0,055 1,6000 α66 = 1,0
Rechtzeitiges Erkennen der
Ursache
0,05 1,6450 α77 = 1,0
Rißtiefe < b/2 3,4⋅10-5 3,9953 α88 = 0,9834 α89 = -0,1811
V1 9,9⋅10-13 7,0390
α1 = α2 = α3 = α4 = -0,2285
α5 = 0,2408 α6 = -0,4095
α7 = 0,4164 α8 = 0,6157
α9 = -0,1133
V2 5,4⋅10-12 6,7980
α1 = α2 = α3 = α4 = -0,2375
α5 = -0,2503 α6 = -0,4255
α7 = -4,3⋅10-3 α8 = 0,6400
α9 = -0,1178 α10 = 0,3272
V3 4,6⋅10-12 6,8200
α1 = α2 = α3 = α4 = -0,2369
α5 = 0,2497 α6 = -0,4244
α7 = -4,3⋅10-3 α8 = 0,6382
α9 = -0,1175 α10 = -0,0189
α11 = 0,3337
V4 8,8⋅10-11 6,3840
α1 = α2 = α3 = α4 = -0,2512
α5 = 0,2648 α6 = -0,4502
α7 = -4,6⋅10-3 α8 = 0,6769
α9 = -0,1246 α10 = -0,0201
α11 = -0,0186
Tabelle 9.2 Versagenswahrscheinlichkeiten, Sicherheitsindizes und Wichtungsfaktoren für den
Ereignisablauf "Versagen des Mauerwerks (horizontaler Riß) - Kippen" (Stauhöhe
176,2 m, wirksame Abdichtungs- und Drainageeinrichtungen in Mauer und Fels)
(2) Wirksame Abdichtungs- und Drainageeinrichtungen in der Staumauer
Für den Fall intakter Abdichtungs- und Drainageeinrichtungen in der Staumauer sind die ver-
einfachten Ereignisablaufdiagramme in den Bildern 9.8 (Fall d) und 9.7 dargestellt. Die Ver-
sagenswahrscheinlichkeiten pf, Sicherheitsindizes β und Wichtungsfaktoren αi der berück-
sichtigten Ereignisse sowie deren Verknüpfungen (V5 bis V8) enthält Tabelle 9.3.
Aufgrund der geringen Versagenswahrscheinlichkeit von pf = 3⋅10 -25 ≈ 0 für das Ereignis
"Kippen" ergeben sich für die Verknüpfungen der aufgeführten Ereignisse Versagenswahr-
scheinlichkeiten von pf = 0 bzw. Zuverlässigkeiten von r = 1. Auf eine Angabe der Sicher-
heitsindizes und der Wichtungsfaktoren wird in diesem Fall verzichtet.
Die Gesamtversagenswahrscheinlichkeit ergibt sich ebenfalls zu pf = 0. Ein Auftreten dieses
Ereignisablaufes ist somit "vollkommen ausgeschlossen" (s. Tabelle 8.1).
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Speicher wird eingestaut
Fehlstelle im Dichtungsschleier Mauer
Fehlstelle im Dichtungsschleier Fels
Fehlerentdeckung und -behebung
Fehlerentdeckung und -behebung
Fehlerentdeckung und -behebung
Fehlerentdeckung und -behebung
Unwirksame Drainage Mauer
Unwirksame Drainage Fels
Zwischenzustand
Fall
GGG GG G BG GG G GG GG
p ghijk
G
lmno bcdef a
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Bild 9.8 Vereinfachtes Ereignisablaufdiagramm "Wirksame Abdichtungs- und Drainageeinrichtun-
gen in der Staumauer"
Ereignis
Versagenswahr-
scheinlichkeit pf [-]
Sicherheitsindex
β [-] Wichtungsfaktoren αi [-]
Fehlerentdeckung und
–behebung
0,822 -0,9231 α11 = 1,0
σz < ßz an der Wasserseite
der Staumauer
2,7⋅10-1 0,6090 α22 = 0,2775α23 = -0,9607
Veränderung der Sickerwas-
sermenge wird bemerkt
0,01 2,3260 α44 = 1,0
Weitermeldung der
Beobachtung
0,055 1,6000 α66 = 1,0
Rechtzeitiges Erkennen der
Ursache
0,05 1,6450 α77 = 1,0
Rißtiefe < b/2 3⋅10-25 ≈ 0 10,3156 α88 = -0,5172 α89 = -0,8558
V5, V6, V7, V8 0 - -
Tabelle 9.3 Versagenswahrscheinlichkeiten, Sicherheitsindizes und Wichtungsfaktoren für den
Ereignisablauf "Versagen des Mauerwerks (horizontaler Riß) - Kippen" (Stauhöhe
176,2 m, wirksame Abdichtungs- und Drainageeinrichtungen in der Mauer)
(3) Wirksame Abdichtungs- und Drainageeinrichtungen im Fels
Bei wirksamen Abdichtungs- und Drainageeinrichtungen im Fels ergeben sich die in den Bil-
dern 9.9 (Fall m) und 9.7 dargestellten vereinfachten Ereignisabläufe. In Tabelle 9.4 sind die
Versagenswahrscheinlichkeiten pf, Sicherheitsindizes β und Wichtungsfaktoren αi der einzel-
nen Ereignisse sowie deren Verknüpfungen (V9 bis V12) zusammengestellt. Die Gesamtversa-
genswahrscheinlichkeit des Ereignisablaufes ergibt sich aus einer Vereinigung der Versa-
genswahrscheinlichkeiten von V9 bis V12. Sie beträgt pf = 4,9⋅10-7. Ein Versagen der Stau-
mauer aufgrund des betrachteten Ereignisablaufes bei wirksamen Abdichtungs- und Draina-
geeinrichtungen im Fels ist somit nach Tabelle 8.1 als "vollkommen ausgeschlossen" zu be-
werten.
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Ereignis
Versagenswahr-
scheinlichkeit pf [-]
Sicherheitsindex
β [-] Wichtungsfaktoren αi [-]
Fehlerentdeckung und
–behebung
0,822 -0,9231 α11 = 1,0
σz < ßz an der Wasserseite
der Staumauer
1,5⋅10-2 2,1700 α22 = 0,5486α23 = -0,8360
Veränderung der Sickerwas-
sermenge wird bemerkt
0,01 2,3260 α44 = 1,0
Weitermeldung der
Beobachtung
0,055 1,6000 α66 = 1,0
Rechtzeitiges Erkennen der
Ursache
0,05 1,6450 α77 = 1,0
Rißtiefe < b/2 1,6⋅10-3 2,9509 α88 = 0,6236 α89 = -0,7817
V9 5,1⋅10-9 5,7320
α1 = α2 = α3 = α4 = -0,2753
α5 = 0,2606 α6 = -0,3971
α7 = 0,5018 α8 = 0,3761
α9 = -0,4714
V10 2,8⋅10-8 5,4365
α1 = α2 = α3 = α4 = -0,2915
α5 = 0,2759 α6 = -0,4205
α7 = -5,3⋅10-3 α8 = 0,3982
α9 = -0,4991 α10 = 0,4017
V11 2,4⋅10-8 5,4640
α1 = α2 = α3 = α4 = 0,0629
α5 = 0,2748 α6 = -0,4188
α7 = -5,3⋅10-3 α8 = 0,3966
α9 = -0,4971 α10 = -0,0232
α11 = 0,4091
V12 4,6⋅10-7 4,9149
α1 = α2 = α3 = α4 = -0,3181
α5 = 0,3011 α6 = -0,4588
α7 = -5,8⋅10-3 α8 = 0,4345
α9 = -0,5447 α10 = -0,0255
α11 = -0,0236
Tabelle 9.4 Versagenswahrscheinlichkeiten, Sicherheitsindizes und Wichtungsfaktoren für den
Ereignisablauf "Versagen des Mauerwerks (horizontaler Riß) - Kippen" (Stauhöhe
176,2 m, wirksame Abdichtungs- und Drainageeinrichtungen im Fels)
Speicher wird eingestaut
Fehlstelle im Dichtungsschleier Mauer
Fehlstelle im Dichtungsschleier Fels
Fehlerentdeckung und -behebung
Fehlerentdeckung und -behebung
Fehlerentdeckung und -behebung
Fehlerentdeckung und -behebung
Unwirksame Drainage Mauer
Unwirksame Drainage Fels
GGG GG G BG GG G GG GG
p ghijk
G
lmno bcdef a
Zwischenzustand
Fall
janein
Bild 9.9 Vereinfachtes Ereignisablaufdiagramm "Wirksame Abdichtungs- und Drainageeinrichtun-
gen im Fels"
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(4) Unwirksame Abdichtungs- und Drainageeinrichtungen in der Staumauer und im
Fels
Die Bilder 9.10 (Fall p) und 9.7 zeigen die Ereignisablaufdiagramme für den Fall unwirksa-
mer Dichtungsschleier und Drainagen in der Staumauer und im Fels für das Ereignis "Versa-
gen des Mauerwerks (horizontaler Riß) - Kippen".
Die Versagenswahrscheinlichkeiten der einzelnen Ereignisse sowie der untersuchten Ereig-
nispfade V13 bis V16 sind ebenso wie die Sicherheitsindizes und die Wichtungsfaktoren in
Tabelle 9.5 aufgeführt.
Ereignis
Versagenswahr-
scheinlichkeit pf [-]
Sicherheitsindex
β [-] Wichtungsfaktoren αi [-]
Fehlerentdeckung und
–behebung
0,822 -0,9231 α11 = 1,0
σz < ßz an der Wasserseite der
Staumauer
2,1⋅10-1 0,8000 α22 = 0,2035α23 = -0,9791
Veränderung der Sickerwas-
sermenge wird bemerkt
0,01 2,3260 α44 = 1,0
Weitermeldung der
Beobachtung
0,055 1,6000 α66 = 1,0
Rechtzeitiges Erkennen der
Ursache
0,05 1,6450 α77 = 1,0
Rißtiefe < b/2 9,5⋅10-5 3,7464 α88 = 0,9764 α89 = -0,2156
V13 9,1⋅10-8 5,2230
α1 = α2 = α3 = α4 = 0,0652
α5 = 0,0578 α6 = -0,2782
α7 = 0,5494 α8 = 0,7566
α9 = -0,1670
V14 4,9⋅10-7 4,9030
α1 = α2 = α3 = α4 = 1,5⋅10-7
α5 = 1,4⋅10-7 α6 = -6,7⋅10-7
α7 = -1,3⋅10-8 α8 = 1,8⋅10-6
α9 = -4⋅10-7 α10 = 1⋅10-6
V15 4,3⋅10-7 4,9285
α1 = α2 = α3 = α4 = 1,3⋅10-7
α5 = 1,2⋅10-7 α6 = -5,7⋅10-7
α7 = -1,1⋅10-8 α8 = 1,5⋅10-6
α9 = -3,4⋅10-7 α10 = -5⋅10-8
α11 = 8,7⋅10-7
V16 8,1⋅10-6 4,3220
α1 = α2 = α3 = α4 = 7,8⋅10-2
α5 = 6,9⋅10-2 α6 = -3,3⋅10-1
α7 = -6,6⋅10-3 α8 = 9,0⋅10-1
α9 = -2⋅10-1 α10 = -2,9⋅10-2
α11 = -2,6⋅10-2
Tabelle 9.5 Versagenswahrscheinlichkeiten, Sicherheitsindizes und Wichtungsfaktoren für den
Ereignisablauf "Versagen des Mauerwerks (horizontaler Riß) - Kippen" (Stauhöhe
176,2 m, unwirksame Abdichtungs- und Drainageeinrichtungen in Mauer und Fels)
Die mengentheoretische Verknüpfung von V13 bis V16 führt zu einer Gesamtversagenswahr-
scheinlichkeit für den betrachteten Fall von pf = 8,6⋅10-6. Die entsprechende Zuverlässigkeit
ergibt sich zu r = 0,9999914. Nach Tabelle 8.1 ist der betrachtete Ereignisablauf "mit an Si-
cherheit grenzender Wahrscheinlichkeit auszuschließen".
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Speicher wird eingestaut
Fehlstelle im Dichtungsschleier Mauer
Fehlstelle im Dichtungsschleier Fels
Fehlerentdeckung und -behebung
Fehlerentdeckung und -behebung
Fehlerentdeckung und -behebung
Fehlerentdeckung und -behebung
Unwirksame Drainage Mauer
Unwirksame Drainage Fels
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Fall
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Bild 9.10 Vereinfachtes Ereignisablaufdiagramm "Unwirksame Abdichtungs- und Drainageeinrich-
tungen in der Staumauer und im Fels"
9.2.2 Leerlaufen des Speichers (Erosion in den Trennflächen) - Versagen des Mauer-
werks (horizontaler Riß) - Kippen
In Kapitel 8.9 wurde die Zuverlässigkeit für das Ereignis "Erosion in den Trennflächen" be-
stimmt. Für den Beginn einer Erosion ergibt sich bei einem wirksamen Abdichtungs- und
Drainagesystem im Fels die Zuverlässigkeit im ungünstigsten Fall, bei einem kritischen hy-
draulischen Gradienten von ikrit = 8, zu r = 0,59 bzw. die Versagenswahrscheinlichkeit zu
pf = 4,1⋅10-1.
Es wird angenommen, daß eine Erosion der Trennflächenfüllung in der Kluftschar K1 nur im
Bereich zwischen dem Dichtungsschleier und der Drainage stattfindet und auf der sicheren
Seite liegend die in Bild 7.14 dargestellte Potentialverteilung zugrunde gelegt.
Bei einem Ausfall des Abdichtungs- und Drainagesystems beträgt die Zuverlässigkeit des
Ereignisses "Erosion in den Trennflächen" r = 1, da im Bereich des luftseitigen Mauerfußes
nur sehr geringe Gradienten auftreten.
Aufgrund dieser Annahmen können die Versagenswahrscheinlichkeiten der Ereignisse "Ero-
sion in den Trennflächen", "Versagen des Mauerwerks (horizontaler Riß)" und "Kippen" zu
einem Ereignisablauf verknüpft werden (s. Bild 9.2).
(1) Wirksame Abdichtungs- und Drainageeinrichtungen in der Staumauer und im Fels
Die vereinfachten Ereignisabläufe sind in den Bildern 9.7 (Fall a) und 9.11 dargestellt.
Für die einzelnen Ereignisse sowie für deren Verknüpfungen V25 bis V28 enthält Tabelle 9.6
die Versagenswahrscheinlichkeiten, die Sicherheitsindizes und die Wichtungsfaktoren.
Die Gesamtversagenswahrscheinlichkeit für den betrachteten Ereignisablauf ergibt sich zu
pf = 2⋅10-10. Mit einer Zuverlässigkeit von r = 0,9999999992 ist das Eintreten dieses Ereignis-
ablaufes "vollkommen ausgeschlossen" (s. Tabelle 8.1).
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Ereignis
Versagenswahr-
scheinlichkeit pf [-]
Sicherheitsindex
β [-] Wichtungsfaktoren αi [-]
Fehlerentdeckung und
-behebung
0,822 -0,9231 α11 = 1,0
Erosion in den Trennflächen 4,1⋅10-1 0,2194 α55 = -0,0470 α56 = 0,0145α57 = 0,4207 α58 = 0,9058
σz < ßz an der Wasserseite
der Staumauer
2,9⋅10-3 2,7609 α22 = 0,5069α23 = -0,8619
Veränderung der Sickerwas-
sermenge wird bemerkt
0,01 2,3260 α44 = 1,0
Weitermeldung der
Beobachtung
0,055 1,6000 α66 = 1,0
Rechtzeitiges Erkennen der
Ursache
0,05 1,6450 α77 = 1,0
Rißtiefe < b/2 3,4⋅10-5 3,9953 α88 = 0,9834 α89 = -0,1811
V25 4⋅10-13 7,1620
α1 = α2 = α3 = α4 = -0,2281
α5 = 0,2404 α6 = -0,4087
α7 = 0,4156 α8 = 0,6147
α9 = -0,1132
V26 2,2⋅10-12 6,5190
α1 = α2 = α3 = α4 = -0,2370
α5 = -0,2498 α6 = -0,4247
α7 = -4,3⋅10-3 α8 = 0,6387
α9 = -0,1176 α10 = 0,3266
V27 1,9⋅10-12 6,9480
α1 = α2 = α3 = α4 = -0,2364
α5 = 0,2491 α6 = -0,4236
α7 = -4,3⋅10-3 α8 = 0,6370
α9 = -0,1173 α10 = -0,0189
α11 = 0,3330
V28 3,6⋅10-11 6,9270
α1 = α2 = α3 = α4 = -0,2507
α5 = 0,2642 α6 = -0,4492
α7 = -4,6⋅10-3 α8 = 0,6755
α9 = -0,1244 α10 = -0,0201
α11 = -0,0186
Tabelle 9.6 Versagenswahrscheinlichkeiten, Sicherheitsindizes und Wichtungsfaktoren für den
Ereignisablauf "Erosion in den Trennflächen - Versagen des Mauerwerks (horizon-
taler Riß) - Kippen" (Stauhöhe 176,2 m, wirksame Abdichtungs- und Drainageein-
richtungen in Mauer und Fels)
(2) Wirksame Abdichtungs- und Drainageeinrichtungen im Fels
Die Bilder 9.9 und 9.11 zeigen die vereinfachten Ereignisabläufe für den Fall wirksamer Ab-
dichtungs- und Drainageeinrichtungen im Fels. Die Versagenswahrscheinlichkeiten, die Si-
cherheitsindizes und die Wichtungsfaktoren der einzelnen Ereignisse sowie deren Verknüp-
fungen V29 bis V32 sind in Tabelle 9.7 zusammengestellt.
Die Gesamtversagenswahrscheinlichkeit ergibt sich zu pf = 2⋅10-7. Das Eintreten dieses Er-
eignisablaufes ist daher nach Tabelle 8.1 "vollkommen ausgeschlossen".
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σz < βz an der Wasserseite der
Staumauer
Rechtzeitiges Erkennen der Ursache
Weitermeldung der Beobachtung
Rißtiefe < b/2
Veränderung der Sickerwassermenge wird bemerkt
Endzustand GG GV28V25 GV26 V27
janein
B, G
Erosion in den Trennflächen
Bild 9.11 Vereinfachtes Ereignisablaufdiagramm "Erosion in den Trennflächen - Versagen des
Mauerwerks (horizontaler Riß) - Kippen"
(3) Unwirksame Abdichtungs- und Drainageeinrichtungen in der Staumauer und im
Fels
Die vereinfachten Ereignisabläufe sind in den Bildern 9.10 und 9.11 dargestellt.
Eine Erosion in den Trennflächen der Kluftschar K1 ist im Fall unwirksamer Dichtungs-
schleier und Drainagen auszuschließen (s. Kapitel 8.9.2). Daher ergibt sich die Gesamtversa-
genswahrscheinlichkeit für den Ereignisablauf "Erosion in den Trennflächen - Versagen des
Mauerwerks (horizontaler Riß) - Kippen" zu pf = 8,6⋅10-6. Dieser Ereignisablauf ist als "mit
an Sicherheit grenzender Wahrscheinlichkeit ausgeschlossen" zu bewerten (s. Tabelle 8.1).
9.3 Ereignisabläufe für die Stauhöhe "Kronenstau"
9.3.1 Versagen des Mauerwerks (horizontaler Riß) - Kippen
Aufgrund der bereits in Kapitel 9.2.1 auf der sicheren Seite liegend getroffenen Annahme,
daß die Zuverlässigkeit für den bis in die Mauermitte reichenden Riß jeweils derjenigen Zu-
verlässigkeit eines Risses am wasserseitigen Mauerrand entspricht, wird im folgenden der
Ereignisablauf "Versagen des Mauerwerks (horizontaler Riß) - Kippen" für die Stauhöhe von
179,2 m untersucht.
(1) Wirksame Abdichtungs- und Drainageeinrichtungen in der Staumauer und im Fels
Für den Fall wirksamer Dichtungsschleier und Drainagen in der Staumauer und im Fels sind
die vereinfachten Ereignisablaufdiagramme in den Bildern 9.7 (Fall a) und 9.8 dargestellt.
Für die berücksichtigten Ereignisse und deren Verknüpfungen (V17 bis V20) sind die Versa-
genswahrscheinlichkeiten, die Sicherheitsindizes und die Wichtungsfaktoren in Tabelle 9.8
aufgeführt.
Die Versagenswahrscheinlichkeit des Ereignisses "Kippen" ist mit pf = 2,8⋅10-28 so gering,
daß sich für die Verknüpfungen in den Ereignisabläufen Versagenswahrscheinlichkeiten von
pf = 0 ergeben. Die Gesamtversagenswahrscheinlichkeit dieses Ereignisablaufes beträgt somit
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ebenfalls pf = 0 und die Zuverlässigkeit r = 1. Die betrachteten Ereignispfade treten bei wirk-
samen Abdichtungs- und Drainageeinrichtungen in der Staumauer und im Fels nicht auf
(s. Tabelle 8.1).
Ereignis
Versagenswahr-
scheinlichkeit pf [-]
Sicherheitsindex
β [-] Wichtungsfaktoren αi [-]
Fehlerentdeckung und
-behebung
0,822 -0,9231 α11 = 1,0
Erosion in den Trennflächen 4,1⋅10-1 0,2194 α55 = -0,0470 α56 = 0,0145α57 = 0,4207 α58 = 0,9058
σz < ßz an der Wasserseite
der Staumauer
1,5⋅10-2 2,1700 α22 = 0,5486α23 = -0,8360
Veränderung der Sickerwas-
sermenge wird bemerkt
0,01 2,3260 α44 = 1,0
Weitermeldung der
Beobachtung
0,055 1,6000 α66 = 1,0
Rechtzeitiges Erkennen der
Ursache
0,05 1,6450 α77 = 1,0
Rißtiefe < b/2 1,6⋅10-3 2,9509 α88 = 0,6236 α89 = -0,7817
V29 2,1⋅10-9 5,8790
α1 = α2 = α3 = α4 = -0,2746
α5 = 0,2599 α6 = -0,3961
α7 = 0,5005 α8 = 0,3751
α9 = -0,4701 α12 = -3,4⋅10-3
α13 = 1⋅10-3 α14 = 0,0307
α15 = 0,0662
V30 1,1⋅10-8 5,6000
α1 = α2 = α3 = α4 = -4,1⋅10-8
α5 = 3,8⋅10-8 α6 = -5,9⋅10-8
α7 = -7,5⋅10-10 α8 = 5,6⋅10-8
α9 = -7,0⋅10-8 α10 = 5,6⋅10-8
α12 = -3,6⋅10-3 α13 = 1,1⋅10-3
α14 = 0,0325 α15 = 0,0700
V31 9,8⋅10-9 5,6205
α1 = α2 = α3 = α4 = 0,0626
α5 = 0,2740 α6 = -0,4176
α7 = -5,3⋅10-3 α8 = 0,3954
α9 = -0,4957 α10 = -0,0232
α11 = 0,4079 α12 = -4,4⋅10-10
α13 = 1,3⋅10-10 α14 = 3,9⋅10-9
α15 = 8,5⋅10-9
V32 1,9⋅10-7 5,0855
α1 = α2 = α3 = α4 = -0,3170
α5 = 0,3000 α6 = -0,4573
α7 = -5,8⋅10-3 α8 = 0,4330
α9 = -0,5427 α10 = -0,0254
α11 = -0,0236 α12 = -3,9⋅10-3
α13 = 1,2⋅10-3 α14 = 0,0354
α15 = -0,0764
Tabelle 9.7 Versagenswahrscheinlichkeiten, Sicherheitsindizes und Wichtungsfaktoren für den
Ereignisablauf "Erosion in den Trennflächen - Versagen des Mauerwerks (horizon-
taler Riß) - Kippen" (Stauhöhe 176,2 m, wirksame Abdichtungs- und Drainageein-
richtungen im Fels)
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Ereignis
Versagenswahr-
scheinlichkeit pf [-]
Sicherheitsindex
β [-] Wichtungsfaktoren αi [-]
Fehlerentdeckung und
-behebung
0,822 -0,9231 α11 = 1,0
σz < ßz an der Wasserseite
der Staumauer
9,9⋅10-1 -2,9533 α22 = -0,9325α23 = -0,3610
Veränderung der Sickerwas-
sermenge wird bemerkt
0,01 2,3260 α44 = 1,0
Weitermeldung der
Beobachtung
0,055 1,6000 α66 = 1,0
Rechtzeitiges Erkennen der
Ursache
0,05 1,6450 α77 = 1,0
Rißtiefe < b/2 2,8⋅10-28 ≈ 0 10,9656 α88 = -0,7079 α89 = -0,7063
V17 0 - -
V18 0 - -
V19 0 - -
V20 0 - -
Tabelle 9.8 Versagenswahrscheinlichkeiten, Sicherheitsindizes und Wichtungsfaktoren für den
Ereignisablauf "Versagen des Mauerwerks (horizontaler Riß) - Kippen" (Stauhöhe
179,2 m, wirksame Abdichtungs- und Drainageeinrichtungen in Mauer und Fels)
(2) Unwirksame Abdichtungs- und Drainageeinrichtungen in der Staumauer und im
Fels
Bei einem Ausfall der Abdichtungs- und Drainageeinrichtungen in der Staumauer und im Fels
ergeben sich die vereinfachten Ereignisablaufdiagramme in den Bildern 9.7 (Fall p) und 9.10.
Am wasserseitigen Mauerrand sind bereits für die Mittelwerte der Basisvariablen vertikale
Zugspannungen aufgetreten. Daher wird für das Ereignis "Versagen des Mauerwerks (hori-
zontaler Riß)" eine Eintrittswahrscheinlichkeit von p0 = 1 angenommen.
Die Versagenswahrscheinlichkeiten, die Sicherheitsindizes und die Wichtungsfaktoren für die
Ereignisse der betrachteten Ereignisabläufe sowie für deren Verknüpfungen (V21 bis V24) ent-
hält Tabelle 9.9.
Die Gesamtversagenswahrscheinlichkeit, die sich aus der Vereinigung der Versagenswahr-
scheinlichkeiten von V21 bis V24 ergibt, beträgt pf = 1⋅10-3. Mit einer Zuverlässigkeit von
r = 0,999 ist das Auftreten dieses Ereignisablaufes "nicht auszuschließen".
9.3.2 Leerlaufen des Speichers (Erosion in den Trennflächen) - Versagen des Mauer-
werks (horizontaler Riß) - Kippen
Bei einer Stauhöhe von 176,2 m wurde die Versagenswahrscheinlichkeit für das Ereignis
"Erosion in den Trennflächen" zu pf = 4,1⋅10-1 ermittelt (s. Kapitel 8.9.2). Dabei ist eine Ero-
sion der Trennflächenfüllung in die Felsdrainage im Bereich unterhalb des Kontrollgangs bei
einem wirksamen Abdichtungs- und Drainagesystem in der Staumauer und im Fels untersucht
worden.
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Ereignis
Versagenswahr-
scheinlichkeit pf [-]
Sicherheitsindex
β [-] Wichtungsfaktoren αi [-]
Fehlerentdeckung und
-behebung
0,822 -0,9231 α11 = 1,0
σz < ßz an der Wasserseite
der Staumauer
1 - -
Veränderung der Sickerwas-
sermenge wird bemerkt
0,01 2,3260 α44 = 1,0
Weitermeldung der
Beobachtung
0,055 1,6000 α66 = 1,0
Rechtzeitiges Erkennen der
Ursache
0,05 1,6450 α77 = 1,0
Rißtiefe < b/2 2,4⋅10-3 2,8224 α88 = 0,8928 α89 = 0,4503
V21 1,1⋅10-5 4,2505
α1 = α2 = α3 = α4 = 0,0759
α5 = 0,0955 α6 = 0,0955
α7 = 0,6390 α8 = 0,6623
α9 = 0,3340
V22 5,9⋅10-5 3,8640
α1 = α2 = α3 = α4 = 0,0836
α5 = 0,1052 α6 = 0,1052
α7 = -7,1⋅10-3 α8 = 0,7292
α9 = 0,3677 α10 = 0,5319
V23 5,1⋅10-5 3,8995
α1 = α2 = α3 = α4 = 0,0830
α5 = 0,1045 α6 = 0,1045
α7 = -7⋅10-3 α8 = 0,7242
α9 = 0,3625 α10 = -0,0307
α11 = 0,5401
V24 9,7⋅10-4 3,1240
α1 = α2 = α3 = α4 = 0,0986
α5 = 0,1241 α6 = 0,1241
α7 = -8,4⋅10-3 α8 = 0,8600
α9 = 0,4337 α10 = -0,0365
α11 = -0,0337
Tabelle 9.9 Versagenswahrscheinlichkeiten, Sicherheitsindizes und Wichtungsfaktoren für den
Ereignisablauf "Versagen des Mauerwerks (horizontaler Riß) - Kippen" (Stauhöhe
179,2 m, unwirksame Abdichtungs- und Drainageeinrichtungen in Mauer und Fels)
Bei einem Ausfall des Abdichtungs- und Drainagesystems wurde dem Ereignis "Erosion in
den Trennflächen" aufgrund der geringen hydraulischen Gradienten im Bereich des luftseiti-
gen Mauerfußes eine Versagenswahrscheinlichkeit von pf = 0 zugewiesen.
Für die Stauhöhe 179,2 m wird angenommen, daß im Bereich unterhalb des Kontrollgangs
eine Erosion in den gefüllten Trennflächen der Kluftschar K1 ebenfalls mit einer Versagens-
wahrscheinlichkeit von pf = 4,1⋅10-1 eintritt. Im Bereich des luftseitigen Mauerfußes sind die
vorhandenen hydraulischen Gradienten so gering, daß das Auftreten von Erosionserscheinun-
gen auszuschließen ist (r = 1).
Mit den getroffenen Annahmen können die Versagenswahrscheinlichkeiten des Ereignisab-
laufes "Erosion in den Trennflächen - Versagen des Mauerwerks (horizontaler Riß) - Kippen"
ermittelt werden.
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(1) Wirksame Abdichtungs- und Drainageeinrichtungen in der Staumauer und im Fels
Aufgrund der geringen Versagenswahrscheinlichkeit des Ereignisses "Kippen" (s. Kapitel
9.3.1) von pf = 2,8⋅10-28 ≈ 0 ergibt sich für die betrachtete Verknüpfung dieses Ereignisses mit
dem Ereignis "Erosion in den Trennflächen" ebenfalls eine Versagenswahrscheinlichkeit von
pf = 0 bzw. eine Zuverlässigkeit von r = 1.
Das Eintreten dieses Ereignisablaufes ist nach Tabelle 8.1 "vollkommen ausgeschlossen".
(2) Unwirksame Abdichtungs- und Drainageeinrichtungen in der Staumauer und im
Fels
Die Gesamtversagenswahrscheinlichkeit für das Ereignis "Horizontaler Riß in der Staumauer"
beträgt pf = 1⋅10-3 (s. Kapitel 9.3.1). Aufgrund der hohen Zuverlässigkeit des Ereignisses
"Erosion in den Trennflächen" von r = 1 hat dieses Ereignis keinen Einfluß auf die Wahr-
scheinlichkeit des betrachteten Ereignisablaufes. Die Gesamtversagenswahrscheinlichkeit für
den Ereignisablauf "Erosion in den Trennflächen - Versagen des Mauerwerks (horizontaler
Riß) - Kippen" ergibt sich daher zu pf = 1⋅10-3 und die Zuverlässigkeit zu r = 0,999. Nach Ta-
belle 8.1 ist das Auftreten diese Ereignisablaufes "nicht auszuschließen".
9.4 Bestimmung der Zuverlässigkeit des Gesamtsystems
In den Kapiteln 9.2 und 9.3 wurden beispielhaft Ereignisabläufe untersucht, die für die Die-
meltalsperre zu einem Versagen des Absperrbauwerks führen können. Die diskutierten Ereig-
nisabläufe werden als Teilsysteme zu einem Gesamtsystem vereinigt, dessen Versagenswahr-
scheinlichkeit nach dem in Kapitel 5 beschriebenen Verfahren ermittelt wird.
Obwohl nach den durchgeführten Instandsetzungsarbeiten an der Diemeltalsperre nicht mit
einem Ausfall der Abdichtungs- und Drainageeinrichtungen gerechnet werden muß, wird der
Einfluß eines solchen Ereignisses auf die Systemversagenswahrscheinlichkeit untersucht. Für
einen horizontalen Riß bis in die Mauermitte wurden in allen betrachteten Fällen eine Versa-
genswahrscheinlichkeit von pf = 0 bzw. eine Zuverlässigkeit von r = 1 ermittelt. Um die Ver-
fahrensweise aufzuzeigen wurde bei der Ermittlung der Versagenswahrscheinlichkeiten des
Ereignisablaufes "Kippen" angenommen, daß die Versagenswahrscheinlichkeit für das Auf-
treten eines Risses bis in die Mauermitte derjenigen eines Risses, der sich nur wenige Meter
in die Mauer hinein erstreckt, entspricht.
Darüber hinaus wurde die Annahme getroffen, daß die Versagenswahrscheinlichkeit des Er-
eignisses "Erosion in den Trennflächen" für eine Stauhöhe von 179,2 m der Versagenswahr-
scheinlichkeit bei einer Stauhöhe von 176,2 m entspricht. Dabei wurde die Versagenswahr-
scheinlichkeit des ungünstigsten Falles mit ikrit = 8 von pf = 4,1⋅10-1 berücksichtigt.
Die Gesamtversagenswahrscheinlichkeit für das Absperrbauwerk der Diemeltalsperre wird
für eine Stauhöhe von 176,2 m in Kapitel 9.4.1 und für eine Stauhöhe von 179,2 m, die einem
Wasserspiegel in Höhe der Mauerkrone entspricht, in Kapitel 9.4.2 bestimmt. Dabei werden
jeweils die Ereignisabläufe für ein wirksames und ein unwirksames Abdichtungs- und Drai-
nagesystem in der Staumauer und im Fels betrachtet, da diese den zuverlässigsten und den
unzuverlässigsten Fall darstellen.
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9.4.1 Gesamtversagenswahrscheinlichkeit für die Stauhöhe "Stauziel"
(1) Wirksame Abdichtungs- und Drainageeinrichtungen in der Staumauer und im Fels
Die Versagenswahrscheinlichkeit des Gesamtsystems ergibt sich durch eine mengentheoreti-
sche Verknüpfung der Ereignisse "Erosion in den Trennflächen", "Versagen des Mauerwerks
(horizontaler Riß)" und "Kippen", da die Ereignisse "Aufgleiten eines Felskeiles", "Versagen
des Mauerwerks (Abplatzungen an der Luftseite)" und "Absenken des Stauspiegels" keinen
Einfluß auf die Versagenswahrscheinlichkeit haben.
Die Systemversagenswahrscheinlichkeit wurde, mit den zuvor genannten Annahmen zu
pf = 2⋅10-10 berechnet. Die Zuverlässigkeit ergibt sich zu r = 0,9999999998. Nach Tabelle 8.1
ist ein Versagen der Staumauer "vollkommen ausgeschlossen".
(2) Unwirksame Abdichtungs- und Drainageeinrichtungen in der Staumauer und im
Fels
Zur Bestimmung der Systemversagenswahrscheinlichkeit werden wie in Abschnitt (1) die
dort aufgeführten Ereignisse miteinander verknüpft.
Aufgrund der erläuterten Annahmen wird die Versagenswahrscheinlichkeit des Absperrbau-
werks zu pf = 8,6⋅10-6 ermittelt. Mit einer Zuverlässigkeit von r = 0,9999914 ist ein Versagen
der Staumauer infolge unwirksamer Abdichtungs- und Drainageeinrichtungen ebenfalls als
"mit an Sicherheit grenzender Wahrscheinlichkeit ausgeschlossen" anzusehen (s. Tabelle 8.1).
9.4.2 Gesamtversagenswahrscheinlichkeit für die Stauhöhe "Kronenstau"
(1) Wirksame Abdichtungs- und Drainageeinrichtungen in der Staumauer und im Fels
Die Gesamtversagenswahrscheinlichkeit der Staumauer wird durch die Verknüpfung der Er-
eignisse "Erosion in den Trennflächen", "Versagen des Mauerwerks (horizontaler Riß)" und
"Kippen" bestimmt. Die Ereignisse "Versagen des Mauerwerks (Abplatzungen an der Luft-
seite)" und "Absenken des Stauspiegels" haben aufgrund ihrer hohen Zuverlässigkeit keinen
Einfluß auf die Gesamtversagenswahrscheinlichkeit. Das Ereignis "Aufgleiten eines Felskei-
les" ist im Rahmen dieser Arbeit für eine Stauhöhe von 179,2 m nicht betrachtet worden.
Unter Berücksichtigung der getroffenen Annahmen und der geringen Versagenswahrschein-
lichkeit des Ereignisses "Kippen" ergibt sich eine Gesamtversagenswahrscheinlichkeit von
pf = 0. Die Zuverlässigkeit beträgt r = 1, womit ein Versagen der Staumauer bei wirksamen
Abdichtungs- und Drainageeinrichtungen "vollkommen ausgeschlossen" werden kann (s. Ta-
belle 8.1).
(2) Unwirksame Abdichtungs- und Drainageeinrichtungen in der Staumauer und im
Fels
Um den Einfluß unwirksamer Dichtungsschleier und Drainagen auf die Systemversagens-
wahrscheinlichkeit abschätzen zu können, wurden die in Abschnitt (1) genannten Ereignisse
miteinander verknüpft. Die hohe Versagenswahrscheinlichkeit des Ereignisses "Horizontaler
Riß in der Staumauer", die anstelle der Versagenswahrscheinlichkeit des Ereignisses "Kip-
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pen" von pf = 0 berücksichtigt worden ist, um die Verfahrensweise aufzuzeigen, beeinflußt
die Systemversagenswahrscheinlichkeit maßgeblich. Diese ergibt sich damit zu pf = 1⋅10-3
und die Zuverlässigkeit zu r = 0,999. Ein Versagen der Staumauer ist für den Ausfall sämtli-
cher Abdichtungs- und Drainageeinrichtungen in der Mauer und im Fels für eine Stauhöhe
von 179,2 m nach Tabelle 8.1 "nicht auszuschließen" ist.
9.4.3 Bewertung der Zuverlässigkeit für die Staumauer der Diemeltalsperre
In der probabilistischen Zuverlässigkeitsanalyse für die Diemeltalsperre werden sowohl die
Gefährdungen aus der Umwelt als auch diejenigen infolge menschlicher Unzulänglichkeiten
untersucht. In Ereignisablaufdiagrammen lassen sich Abhängigkeiten zwischen den einzelnen
Ereignissen, die eine Gefährdung zur Folge haben, aufzeigen und der Einfluß einzelner Ereig-
nisse auf den Endzustand des Bauwerks verfolgen.
Die Gesamtversagenswahrscheinlichkeit für das Absperrbauwerk der Diemeltalsperre wurde
für ständige und häufig wiederkehrende Einwirkungen für die Stauhöhe 176,2 m und für sel-
ten auftretende Einwirkungen für die Stauhöhe von 179,2 m ermittelt. Zusätzlich wurde in
den Untersuchungen der Einfluß unwirksamer Abdichtungs- und Drainageeinrichtungen in
der Staumauer und im Fels auf die Zuverlässigkeit des Bauwerks berücksichtigt.
Die statistischen Parameter der boden- bzw. felsmechanischen Kennwerte, welche die Ein-
gangsparameter für die probabilistische Untersuchung darstellen, wurden zur Durchführung
der Zuverlässigkeitsanalyse zum einen aus Erkundungs- und Versuchsergebnissen gewonnen.
Zum anderen wurden sie aus in der Fachliteratur beschriebenen vergleichbaren Projekten
übernommen oder abgeschätzt.
Für das Ereignis "Erosion in den Trennflächen" zeigte sich bereits für eine Stauhöhe von
176,2 m, daß eine Erosion im Bereich unterhalb des Kontrollgangs als wahrscheinlich anzu-
sehen ist. Folglich war es möglich, die entsprechende Versagenswahrscheinlichkeit auch für
die Betrachtung desselben Ereignisses bei einer größeren Stauhöhe von 179,2 m anzusetzen.
Da die vorhandenen Druckspannungen an der Luftseite der Staumauer wesentlich geringer als
die Druckfestigkeit des Mauerwerks sind, kann ein "Versagen des Mauerwerks (Abplatzun-
gen auf der Luftseite)" mit einer Zuverlässigkeit von r = 1 bzw. einer Versagenswahrschein-
lichkeit mit pf = 0 ausgeschlossen werden.
Die Versagenswahrscheinlichkeit für das Ereignis "Absenken des Stauspiegels" wurde in den
durchgeführten Berechnungen konservativ zu pf = 1 gewählt.
Nach LONDE (1993) soll die Gesamtversagenswahrscheinlichkeit eines Absperrbauwerks den
Wert von pf =10
-6 nicht überschreiten, so daß nach Tabelle 8.1 ein Versagen des Bauwerks
vollkommen ausgeschlossen werden kann.
Die Ergebnisse der probabilistischen Untersuchungen belegen, daß ein Versagen infolge der
betrachteten Ereignisabläufe mit Berücksichtigung wirksamer Abdichtungs- und Drainageein-
richtungen in der Staumauer und im Fels für Stauhöhen von 176,2 m und 179,2 m vollkom-
men ausgeschlossen werden kann (pf ≤ 10-6).
Der Ausfall der Dichtungsschleier und Drainagen bei Stauhöhen von 176,2 m und 179,2 m
führt ebenfalls nicht zu einem Versagen der Staumauer.
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Die Betrachtung der einzelnen Ereignisse dieser Ereignisabläufe zeigt, daß die Versagens-
wahrscheinlichkeiten der meisten Ereignisse in einer Größenordnung von pf ≤ 10-6 liegen.
Höhere Versagenswahrscheinlichkeiten wurden für das Ereignis "Erosion in der Trennflä-
chen" (pf = 4,1⋅10-1) , "Versagen des Mauerwerks (horizontaler Riß)" und "Kippen" für den
Fall unwirksamer Abdichtungs- und Drainageeinrichtungen bei einer Stauhöhe von 179,2 m
und einem 4 m tiefen Riß in halber Mauerhöhe (pf = 2,4⋅10-3) ermittelt. Allerdings hat die
Versagenswahrscheinlichkeit des Ereignisses "Erosion in der Trennflächen" aufgrund der
hohen Zuverlässigkeit der nachfolgenden Ereignisse nur einen geringen Einfluß auf die Ge-
samtversagenswahrscheinlichkeit des Bauwerks.
Der Vergleich der Versagenswahrscheinlichkeiten für die Ereignisabläufe "Erosion in den
Trennflächen - Versagen des Mauerwerks (horizontaler Riß) - Kippen" bei einer Stauhöhe
von 176,2 m und wirksamen (pf = 2⋅10-10) sowie unwirksamen (pf = 8,6⋅10-6) Dichtungs-
schleiern und Drainagen macht deutlich, daß ein wirksames Abdichtungs- und Drainagesy-
stem die Zuverlässigkeit des Bauwerks maßgeblich erhöht.
191
10 Zusammenfassung und Schlußfolgerungen
Zusammenfassung
Talsperren ermöglichen eine vielfältige Wasserbewirtschaftung wie die langfristige Wasser-
verfügbarkeit, den Hochwasserschutz, die Wasserkraftnutzung, die Niedrigwasseraufhöhung
und die Nutzung zu Freizeit und Erholungszwecken. Trotz dieser Vorteile werden Talsperren
aus Gründen des Umweltschutzes und der Sicherheit heutzutage von der Bevölkerung zuneh-
mend kritisch beurteilt.
Viele Talsperren in Deutschland sind mittlerweile älter als 80 Jahre. Die zu ihrer Bauzeit ge-
führten Standsicherheitsnachweise beruhen zum Teil auf Annahmen, von denen heute bekannt
ist, daß sie nicht oder nicht mehr zutreffend sind. Daher wurden in den letzten Jahren oftmals
bauliche Veränderungen an den Absperrbauwerken dieser Talsperren vorgenommen, um die
Standsicherheit mit Berechnungsverfahren, die dem heutigen Stand der Technik entsprechen,
nachzuweisen.
Bei dem Versagen des Absperrbauwerks einer Talsperre können in großem Umfang Menschen
und Sachwerte betroffen sein. Um eine größere Akzeptanz für Talsperren in der Bevölkerung
zu erreichen, ist die Sicherheit dieser Talsperren quantitativ zu beschreiben. So kann das mit
diesen Bauwerken verbundene Risiko von der Gesellschaft wahrgenommen und objektiv be-
wertet werden.
Ziel dieser Arbeit ist es, eine Zuverlässigkeitsanalyse, die eine solche quantitative Bewertung
ermöglicht, für die Staumauer der in Hessen gelegenen Diemeltalsperre durchzuführen (s. Ka-
pitel 2). Dabei ist für alle Ereignisse, die zu einem Versagen des Absperrbauwerks führen kön-
nen, die Auftretenswahrscheinlichkeit zu ermitteln. Die auslösenden Ereignisse sowie die ge-
troffenen Maßnahmen zur Vermeidung oder Verringerung eines Schadens sind in Ereignisab-
laufdiagrammen zusammenzufassen. Aus der Betrachtung aller Ereignisabläufe läßt sich an-
schließend die Zuverlässigkeit des gesamten Bauwerks ermitteln. Im Rahmen dieser Zuverläs-
sigkeitsanalyse wird nicht nur der Bruch des Absperrbauwerks als "Versagen" bezeichnet, son-
dern auch eine starke Beschädigung der Staumauer, durch die das aufgestaute Wasser in größe-
rem Umfang und nicht hinreichend kontrolliert in das Unterwasser abfließt.
In Kapitel 3 wird eine ausführliche Literaturübersicht über die weltweite Entwicklung auf dem
Gebiet der Sicherheitsbewertung von Talsperren gegeben. Das Risiko, welches Talsperren für
die Gesellschaft darstellen, setzt sich aus der Auftretenswahrscheinlichkeit eines Schadenser-
eignisses und den Schadensfolgen in Form von Verlusten an Menschenleben und Sachwerten
zusammen. Eine Reduktion dieses Risikos kann nur durch die Verringerung der Auftretens-
wahrscheinlichkeit oder der Höhe des Schadens erfolgen. Durch die in den Planungs- und Be-
messungsverfahren sowie in der Bauausführung erzielten Fortschritte konnte die Zuverlässig-
keit von Talsperrenbauwerken in den vergangenen Jahren erheblich vergrößert werden.
Richtlinien für eine risikoorientierte Sicherheitsbewertung von Talsperren sind in den vergan-
genen Jahren in einigen Ländern erarbeitet worden. Beispielhaft seien hier Kanada, Australien,
Südafrika, Norwegen und die USA aufgeführt. Risikobewertungen oder Zuverlässigkeitsanaly-
sen wurden jedoch nur für eine geringe Anzahl von Talsperren durchgeführt, wobei oft nur
wenige Ereignisse, die ein Versagen der Talsperre bewirken können, betrachtet wurden.
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Von ICOLD werden zur Zeit "Guidelines On Risk Assessment For Dams" erarbeitet, die den
Entwicklungsstand von Sicherheitsanalysen im Talsperrenwesen dokumentieren. Ihre Veröf-
fentlichung ist für das Jahr 2003 geplant.
Die Literaturübersicht macht deutlich, daß die Durchführung von Zuverlässigkeits- oder Risi-
koanalysen für Talsperren eine aktuelle Problemstellung darstellt, für die ein erhöhtes öffentli-
ches Interesse besteht. Um diesem Handlungsbedarf Rechnung zu tragen wird eine Zuverläs-
sigkeitsanalyse für die Staumauer der Diemeltalsperre durchgeführt. Hierbei handelt es sich um
eine alte "INTZE"-Mauer, die auf klüftigem Fels gegründet ist.
Für die Nachweise der Standsicherheit des Bauwerks sind Berechnungsverfahren erforderlich,
die eine Berücksichtigung des Felses hinsichtlich seiner Verformbarkeit und Durchströmung
erlauben und somit das komplexe Wechselspiel zwischen der Staumauer und dem Untergrund
erfassen können. In Kapitel 4 werden geeignete Verfahren zur Beschreibung der Eigenschaften
eines klüftigen Felses erläutert. Auf der Grundlage verschiedener Gefügemodelle wurden von
WITTKE (1984, 1990) Modellvorstellungen für das Spannungsverformungsverhalten und die
Wasserdurchlässigkeit von Fels entwickelt, die eine quantitative Erfassung der hydraulischen
und mechanischen Eigenschaften von geklüftetem Fels ermöglichen.
Eine wirklichkeitsnahe Beschreibung des Spannungsverformungsverhaltens auf der Grundlage
eines elastisch-viskoplastischen Stoffgesetzes für das Gestein und die Trennflächen erfolgt
durch die von WITTKE (1984, 1990) entwickelte "homogene Modellvorstellung" für einen
klüftigen Fels. Dieses Modell geht von mittleren Spannungen und Verformungen sowie einem
homogenen Ersatzmaterial aus, das in jedem Punkt gleiche Eigenschaften hinsichtlich der Fe-
stigkeit und der Verformbarkeit aufweist. Bei dem die Wasserdurchlässigkeit eines klüftigen
Felses beschreibenden Modell wird angenommen, daß nur in den Trennflächen eine Strömung
stattfindet [WITTKE, 1984, 1990]. Die Wasserdurchlässigkeit des Gesteins kann daher im Ver-
gleich zu der Wasserdurchlässigkeit der Trennfläche als vernachlässigbar angesehen werden.
Die Zuverlässigkeitsanalyse für die Staumauer basiert auf den theoretischen Ansätzen der
Methode 1. Ordnung nach HOSSER. Diese Ansätze sowie die Vorgehensweise bei der prakti-
schen Durchführung einer Zuverlässigkeitsanalyse werden in Kapitel 5 ausführlich erläutert.
Die Staumauer der Diemeltalsperre sowie der im Bereich der Sperrenstelle anstehende Unter-
grund werden in Kapitel 6 eingehend beschrieben. Die Diemeltalsperre stellt ein repräsentati-
ves Beispiel für eine Anfang dieses Jahrhunderts errichtete Gewichtsstaumauer dar, die in den
letzten Jahren durch umfangreiche Ertüchtigungsmaßnahmen an den heutigen Stand der Tech-
nik angepaßt worden ist. Der Erfolg dieser Maßnahmen kann anhand der Ergebnisse der
durchgeführten Zuverlässigkeitsanalyse quantitativ ermittelt und bewertet werden.
Zur Durchführung der Zuverlässigkeitsanalyse muß auf der Grundlage des geologischen Gut-
achtens [HLfB, 1986] ein Gefügemodell für den an der Sperrenstelle anstehenden Fels erarbei-
tet werden. Die statistischen Parameter der als Basisvariablen gewählten boden- und felsme-
chanischen Kennwerte für den Fels und das Bruchsteinmauerwerk werden aus zur Verfügung
gestellten Versuchsergebnissen und aus Ergebnissen von Versuchen, die im institutseigenen
Labor durchgeführt worden sind, abgeleitet.
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Ein weiterer Bestandteil einer Zuverlässigkeitsanalyse ist die Auswahl potentieller Versagens-
ereignisse für das untersuchte Bauwerk und deren Verknüpfung zu Ereignisabläufen. Die po-
tentiellen Versagensereignisse für das Absperrbauwerk der Diemeltalsperre und die daraus
resultierenden Ereignisabläufe werden in Kapitel 8 und 9 detailliert beschrieben und in Ereig-
nisablaufdiagrammen dargestellt. In diesen Ereignisabläufen werden zusätzlich zu den "physi-
kalischen" Versagensmechanismen sowohl menschliche Reaktionen auf ein Ereignis als auch
in der Planung enthaltene Sicherheitsvorkehrungen berücksichtigt.
Bei der probabilistischen Untersuchung der zuvor erläuterten Versagensereignisse wird auf die
Ergebnisse dreidimensionaler Sickerströmungs- und Standsicherheitsberechnungen nach der
Methode der Finiten Elemente zurückgegriffen (s. Kapitel 7 und 8). Kapitel 8 beinhaltet dar-
über hinaus die probabilistische Untersuchung der als maßgebend angesehenen Versagenser-
eignisse für die Diemeltalsperre mit der Ermittlung der zugehörigen Zuverlässigkeiten. Für die
Versagensereignisse lassen sich zum einen zahlenmäßig begründete Grenzzustandsgleichungen
aufstellen, zum anderen muß auf Schätzwerte, die auf Erfahrungen an vergleichbaren Projekten
beruhen, zurückgegriffen werden.
Für die Ereignisse "Versagen des Mauerwerks (horizontaler Riß)", "Kippen", "Erosion in den
Trennflächen" und "Aufgleiten eines Felskeiles" werden probabilistische Untersuchungen
durchgeführt. Die Ereignisse "Gleiten in der Gründungssohle", "Versagen des Mauerwerks
(Abplatzungen an der Luftseite)" und "Absenken des Stauspiegels" werden aufgrund konser-
vativer Annahmen für die jeweilige Zuverlässigkeit in der Zuverlässigkeitsanalyse nur indirekt
berücksichtigt.
Für die Betrachtung der Rißbildung in der Staumauer sowie des Kippens des Bauwerks wurden
die E-Moduln des Mauerwerks und des Felses als Basisvariable gewählt.
Zunächst werden unterschiedliche Stauhöhen untersucht, die einem Wasserspiegel in Höhe des
Stauzieles (176,2 m), des höchsten Stauzieles (177,35 m) und der Mauerkrone (179,2 m) ent-
sprechen. Im Anschluß an diese Berechnungen wird für den zuverlässigsten Fall die Wirksam-
keit der Abdichtungs- und Drainageeinrichtungen in der Staumauer und im Fels variiert und
jeweils die Zuverlässigkeit des Absperrbauwerks bestimmt. Die größte Zuverlässigkeit kann
für den Fall wirksamer Abdichtungs- und Drainageeinrichtungen in der Staumauer und im Fels
ermittelt werden. Jedoch ist auch in diesem Fall ein horizontaler Riß im Bereich des wasser-
seitigen Mauerfußes nach dem Bewertungsschema der DGEG (1988) nicht auszuschließen.
Eine zum Teil erhebliche Verringerung der Zuverlässigkeit wird bei einem Ausfall der Ab-
dichtungs- und Drainageeinrichtungen in der Mauer und/oder im Fels beobachtet. Die Ausbil-
dung eines horizontalen Risses an der Wasserseite der Staumauer im Bereich des Mauerfußes
ist in Abhängigkeit unwirksamer Dichtungsschleier und Drainagen als wahrscheinlich bzw. als
möglich zu beurteilen.
Da die Standsicherheit einer Staumauer erst dann gefährdet ist, wenn sich ein horizontaler Riß
bis in die Querschnittsmitte der Staumauer entwickelt, wird in weiteren Berechnungen die
Wahrscheinlichkeit für die Entwicklung eines solchen Risses untersucht. Dabei wird auf der
sicheren Seite liegend jeweils nur ein horizontaler Riß im Mauerquerschnitt simuliert.
Die probabilistischen Untersuchungen des Ereignisses "Kippen" werden lediglich für die Stau-
höhen 176,2 m und 179,2 m durchgeführt, da eine Betrachtung der Fälle mit der höchsten und
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der geringsten Zuverlässigkeit für die Ermittlung der Gesamtzuverlässigkeit des Bauwerks
ausreichend ist.
Bei einer Stauhöhe von 176,2 m wird die Wirksamkeit der Dichtungsschleier und Drainagen in
der Staumauer und im Fels variiert. Im Bereich des wasserseitigen Mauerfußes ist bei Ausfall
der Abdichtungs- und Drainageeinrichtungen in der Staumauer eine Rißentwicklung bis ca.
1,5 m in die Staumauer hinein nicht auszuschließen. In allen anderen Fällen ist dagegen eine
Rißfortpflanzung mit an Sicherheit grenzender Wahrscheinlichkeit auszuschließen. Ein hori-
zontaler Riß bis in die Mauermitte und damit das Kippen der Staumauer ist vollkommen aus-
geschlossen.
Für die Stauhöhe von 179,2 m werden die probabilistischen Berechnungen für die Fälle wirk-
samer Dichtungsschleier und Drainagen in der Staumauer und im Fels sowie für den Ausfall
des gesamten Abdichtungs- und Drainagesystems durchgeführt. Dabei werden horizontale Ris-
se mit einer Rißtiefe zwischen 3 m und 5 m untersucht.
Bei wirksamen Dichtungsschleiern und Drainagen ist das Auftreten eines Risses vollkommen
ausgeschlossen. Für den Fall unwirksamer Abdichtungs- und Drainageeinrichtungen ist die
Entstehung eines Risses in halber Mauerhöhe nicht auszuschließen. Ein Riß, der in Höhe der
Gewässersohle simuliert worden ist, stellt sich mit an Sicherheit grenzender Wahrscheinlich-
keit nicht ein. Das Auftreten eines bis in die Querschnittsmitte der Staumauer reichenden Ris-
ses kann für die betrachteten Höhenkoten ebenfalls vollkommen ausgeschlossen werden.
Da die Staumauer auf klüftigem Fels gegründet ist, wird in der probabilistischen Untersuchung
das Ereignis "Aufgleiten eines Felskeiles" untersucht. Dabei werden die Einfallwinkel der drei
Trennflächenscharen als Basisvariable gewählt. Die auf den Felskeil wirkenden Belastungen
werden ebenfalls in Sickerströmungs- und Spannungsverformungsberechnungen nach der
Methode der Finiten Elemente ermittelt. Die Zuverlässigkeit wird für Felskeile, die sich vor
dem luftseitigen Mauerfuß und unterhalb der Staumauer ausbilden können, untersucht. Als
maßgebende Fälle werden dabei für die vor dem luftseitigen Mauerfuß angeordneten Felskeile,
wirksame Dichtungsschleier und Drainagen in der Staumauer und im Fels sowie der Ausfall
des Abdichtungs- und Drainagesystems im Fels betrachtet. Für die Felskeile unterhalb der
Staumauer wird eine Variation der Wirksamkeit des Abdichtungs- und Drainagesystems
durchgeführt.
Die Ergebnisse zeigen, daß für die betrachteten Felskeile luftseitig vor der Staumauer ein Auf-
gleiten ausgeschlossen werden kann. In den Berechnungen für die Felskeile unterhalb der
Staumauer bildet sich jeweils ein sehr flacher Felskeil aus, so daß die maßgebende Gleitfläche
die Gründungssohle schneidet. In diesem Fall ist nicht mehr das Aufgleiten des Felskeiles auf
einer Trennfläche oder der Schnittlinie zweier Trennflächen, sondern das Abscheren des Mau-
erwerks für ein Versagen des Bauwerks maßgebend. Die in der Gleitfuge vorhandenen Schub-
spannungen sind jedoch wesentlich geringer als die Scherfestigkeit des Bruchsteinmauerwerks,
so daß ein Abscheren ausgeschlossen werden kann.
Da im Untergrund der Diemelstaumauer gefüllte Trennflächen vorhanden sind, wird in einer
getrennten Untersuchung die Auftretenswahrscheinlichkeit für eine Erosion in den mit Ton
gefüllten Trennflächen für den Fall wirksamer Abdichtungs- und Drainageeinrichtungen in der
Staumauer und im Fels bei einer Stauhöhe von 176,2 m ermittelt. Als Basisvariable werden die
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Streich- und die Einfallwinkel der Trennflächen gewählt. Die probabilistische Untersuchung
dieses Ereignisses zeigt, daß eine Erosion der Trennflächenfüllung im Bereich unterhalb des
Kontrollganges und wasserseitig der Drainage als wahrscheinlich einzustufen ist. Durch die
Anordnung eines Dichtungsschleiers am wasserseitigen Mauerfuß, durch den die Trennflächen
abgedichtet werden, ist jedoch der Bereich, in dem eine Erosion in den Trennflächen stattfin-
den kann, auf wenige Meter begrenzt.
In weiteren Berechnungen wird anschließend der Ausfall des Abdichtungs- und Drainage-
systems in der Staumauer und im Fels simuliert. Dabei treten im Bereich des luftseitigen Mau-
erfußes sehr geringe Gradienten auf, so daß eine Erosion der Trennflächenfüllung an die Ge-
ländeoberfläche vollkommen ausgeschlossen ist.
Nachdem für alle betrachteten Einzelereignisse der Zuverlässigkeitsanalyse die jeweilige Zu-
verlässigkeit ermittelt worden ist, erfolgt in Kapitel 9 die Ermittlung der Gesamtversagens-
wahrscheinlichkeit für das Absperrbauwerk der Diemeltalsperre. Um die Vorgehensweise bei
der Bestimmung der Gesamtzuverlässigkeit exemplarisch zu verdeutlichen wird für das Ereig-
nis "Kippen", für das sich in allen untersuchten Fällen eine Versagenswahrscheinlichkeit von
pf = 0 ergeben hat, die ermittelte Versagenswahrscheinlichkeit für das Auftreten eines kürzeren
Risses an der Wasserseite der Staumauer angenommen,
Die Gesamtversagenswahrscheinlichkeit wird wie zuvor jeweils unter Berücksichtigung rele-
vanter Ereignisabläufe für eine Stauhöhe von 176,2 m und von 179,2 m ermittelt. Dabei wer-
den sowohl wirksame Dichtungsschleier und Drainagen in der Staumauer und im Fels als auch
der Ausfall des Abdichtungs- und Drainagesystems simuliert. Aufgrund der geringen Versa-
genswahrscheinlichkeiten der Ereignisse "Aufgleiten eines Felskeiles", "Versagen des Mauer-
werks (Abplatzungen an der Luftseite)" und "Absenken des Stauspiegels" ergibt sich die Ge-
samtversagenswahrscheinlichkeit der Staumauer aus der Betrachtung des Ereignisablaufes
"Erosion in den Trennflächen - Versagen des Mauerwerks (horizontaler Riß) - Kippen".
Ein Versagen des Absperrbauwerks ist für die Ereignisabläufe, in denen wirksame Dichtungs-
schleier und Drainagen in der Staumauer und im Fels angenommen worden sind, bei Stauhö-
hen von 176,2 m und von 179,2 m vollkommen ausgeschlossen. Dieses Ergebnis wurde selbst
bei einem Ausfall des Abdichtungs- und Drainagesystems in der Staumauer und im Fels er-
zielt.
Um den weiteren Verfahrensablauf einer Zuverlässigkeitsanalyse dennoch exemplarisch auf-
zeigen zu können, wurde für das Ereignis "Kippen" anstelle der tatsächlichen Versagenswahr-
scheinlichkeit von pf = 0 in den nachfolgenden Berechnungen eine ungünstigere Versagens-
wahrscheinlichkeit für dieses Ereignis angesetzt.
Für die Stauhöhe 179,2 m führte die Berücksichtigung dieser erhöhten Versagenswahrschein-
lichkeit (pf = 2,4⋅10-3) zu einer Gesamtversagenswahrscheinlichkeit von pf = 1⋅10-3, wonach ein
Versagen des Bauwerks nicht auszuschließen wäre. Dieses Beispiel verdeutlicht das sensible
Verhalten des Bauwerks bei Kronenstau hinsichtlich der untersuchten Ereignisabläufe.
Die durchgeführte Zuverlässigkeitsanalyse für das Absperrbauwerk der Diemeltalsperre zeigt,
daß ein Versagen aufgrund aller betrachteten Ereignisabläufe als vollkommen ausgeschlossen
bewertet werden kann. In den Untersuchungen wurden entsprechend dem von WBI entwickel-
ten Sanierungskonzept der Kontrollgang, die Dichtungsschleier und die Drainagen berücksich-
tigt. Um eine abschließende Bewertung der Sanierungsmaßnahmen vornehmen zu können,
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wurde die Wirksamkeit dieser Abdichtungs- und Drainageeinrichtungen in der Staumauer und
im Fels variiert.
Ein Vergleich der Versagenswahrscheinlichkeiten des Ereignisablaufes "Erosion in den
Trennflächen - Versagen des Mauerwerks (horizontaler Riß) - Kippen" für die Stauhöhe von
176,2 m zeigt eine erheblich erhöhte Zuverlässigkeit des Bauwerkes bei einem wirksamen Ab-
dichtungs- und Drainagesystem in der Staumauer und im Fels, wodurch die Notwendigkeit der
durchgeführten Ertüchtigungsmaßnahmen nachhaltig unterstrichen wird.
Die Ergebnisse der Zuverlässigkeitsanalyse verdeutlichen weiterhin, daß die Zuverlässigkeit
der Staumauer erhöht werden kann, indem durch ständige Messungen und Kontrollen der Sik-
kerwassermenge gewährleistet wird, daß eine Erosion der Trennflächenfüllung oder eine Fehl-
stelle im Dichtungsschleier infolge eines horizontalen Risses frühzeitig erkannt wird. Das Ver-
sagen des Absperrbauwerks kann in einem solchen Fall - ohne daß zu irgendeinem Zeitpunkt
eine Gefahr für die Umwelt besteht - durch rechtzeitig ergriffene Maßnahmen verhindert wer-
den.
Schlußfolgerungen
Die probabilistische Untersuchung der einzelnen Schadensereignisse macht jedoch auch deut-
lich, daß die statistische Beschreibung der boden- und felsmechanischen Kennwerte bisher nur
näherungsweise erfolgen kann. Als Gründe hierfür sind der geringe Stichprobenumfang, die
Entnahme gestörter Proben sowie Fehler in der Versuchsdurchführung zu nennen. Bisherige
Erfahrungen bestätigen, daß auch für die Erfolgswahrscheinlichkeiten von Maßnahmen, die ein
Versagen des Bauwerks verhindern sollen, auf Erfahrungs- und Schätzwerte zurückgegriffen
werden muß. Darüber hinaus können Unregelmäßigkeiten und erste Anzeichen von Schäden
oft nur durch Langzeitbeobachtungen erkannt werden. Zur Zeit ist eine quantitative Bewertung
des Erfolges einer Bauwerksüberwachung jedoch nicht möglich.
Dennoch veranschaulicht die Zuverlässigkeitsanalyse für die Staumauer der Diemeltalsperre
trotz der Vielzahl der getroffenen Annahmen die gegenseitige Beeinflussung der einzelnen
Ereignisse. Darüber hinaus läßt sich der Erfolg einer Maßnahme gegen ein mögliches Versa-
gen der Staumauer anhand von Ereignisablaufdiagrammen, in denen unterschiedliche Ereignis-
se berücksichtigt werden, abschätzen. Die Planer und Betreiber der Talsperre werden somit
aufgrund der Ergebnisse dieser Zuverlässigkeitsanalyse in die Lage versetzt, eine Bewertung
einzelner Ereignisse vorzunehmen und eine quantitative Beurteilung der Zuverlässigkeit der
Staumauer durchzuführen.
Obwohl aufgezeigt werden kann, daß aufgrund der Ergebnisse einer Zuverlässigkeitsanalyse
die Eintrittswahrscheinlichkeiten von Schadensereignissen und die Schadensfolgen reduziert
werden können, wird immer ein gewisses Restrisiko bestehen bleiben. So vertritt SERAFIM
(1987) die Auffassung, daß das Versagen von Absperrbauwerken in den meisten Fällen auf
menschliche Unzulänglichkeit in der Planung, in der Bauausführung und im Betrieb der Tal-
sperren zurückzuführen ist. Daher muß sich die Gesellschaft bemühen, diese Risiken zu ver-
stehen und rationale Entscheidungen unter der verbleibenden "Unsicherheit" zu treffen.
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Die Zuverlässigkeitsanalyse stellt ein geeignetes Verfahren dar, um die Gefahr, der die Umwelt
durch ein Schadensereignis an eine Talsperre ausgesetzt ist, aufzuzeigen und zu bewerten.
Unter Berücksichtigung aller möglichen Ereignisse, die ein Versagen von Absperrbauwerken
verursachen können, erfolgt mit Hilfe traditioneller deterministischer  Bemessungsverfahren
und einer probabilistischen Betrachtung die Quantifizierung der Sicherheit von Talsperren und
anderen Ingenieurbauwerken. Aufgrund der ermittelten Zuverlässigkeiten ist es möglich,
Schwachstellen im Entwurf eines Bauwerks aufzuzeigen und zu beheben sowie einen Ver-
gleich von Entwurfsvarianten aufgrund von Sicherheitsaspekten durchzuführen.
Auf der Grundlage der Ergebnisse einer Zuverlässigkeitsanalyse kann abgeschätzt werden, in
wie weit eine Maßnahme die Zuverlässigkeit eines Bauwerks erhöht. Somit können Entschei-
dungen über die Auswahl möglicher Maßnahmen und Vorkehrungen unter Berücksichtigung
der resultierenden Zuverlässigkeit des Bauwerks getroffen werden.
Auf dem internationalen Symposium über "New Trends And Guidelines On Dam Safety" am
18./19.6.1998 in Barcelona wurden Sicherheitsanalysen für Talsperren empfohlen, "⋅⋅⋅die nicht
nur die Eintrittswahrscheinlichkeit eines Einzelereignisses berücksichtigen, sondern in einem
"Ereignisbaum" die Wahrscheinlichkeit des Zusammentreffens verschiedener Ereignisse bis
hin zur Möglichkeit eines Unfalles darstellen⋅⋅⋅" [RENNER, 1998].
Die in der vorliegenden Arbeit durchgeführte Zuverlässigkeitsanalyse für die Diemelstaumauer
zeigt aber auch die derzeitigen Grenzen dieses noch relativ jungen Verfahrens auf. So ist es für
zukünftige Zuverlässigkeitsanalysen für Talsperren unerläßlich, die Höhe einer akzeptierbaren
Zuverlässigkeit oder eines akzeptierbaren Risikos festzulegen. Darüber hinaus ist eine bessere
Datenbasis für die statistische Bewertung von Bodenkennwerten, die in die Berechnungen ein-
gehen, erforderlich. Ein weiteres Problem stellt der hohe Rechenaufwand für die iterative Er-
mittlung der Zuverlässigkeit aller potentiellen Ereignisse dar. Daher erscheint es sinnvoll, eine
Automatisierung des erforderlichen Iterationsalgorithmus zu entwickeln, um so den Rechen-
aufwand auf eine wirtschaftlich vertretbare Größenordnung zu reduzieren.
In der Zukunft könnte die Zuverlässigkeitsanalyse dann auch im Bereich des Talsperrenwesens
ein gängiges Berechnungsverfahren darstellen, das die Risikobewertung sowie die Auswirkung
eines Schadensereignisses für die Öffentlichkeit verständlicher macht.
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